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Kurzfassung 

Mit Hilfe von geeigneten Rechenmodellen und Störfallanalyseprogrammen werden de-

terministische Sicherheitsanalysen für eine Vielzahl von Störfällen bei Druckwasserreak-

toren durchgeführt. Allerdings gibt es bei solchen Störfalluntersuchungen nicht auszu-

schließende Unsicherheiten, die die Vorhersage des zu berechneten Störfallablaufes 

stark beeinträchtigen können. Wesentliche Unsicherheiten betreffen beispielsweise 

Geometrie- oder Materialdaten durch Fertigungstoleranzen oder nicht verfügbare Mess-

daten. Weitere Unsicherheiten sind bei physikalischen Modellen vorhanden, die bei-

spielsweise aus experimentellen Daten abgeleitet wurden, wie den empirischen Mo-

dellen, sodass das Störfallanalyseprogramm TRACE davon betroffen ist.  

Die „Dynamic Best-Estimate Safety Analysis“-Methode (DYBESA-Methode) wurde für 

die Sicherheitsanalyse entwickelt, um – im Gegensatz zur konservativen Berechnungs-

methode – die programmspezifische Unsicherheit von TRACE stochastisch zu berück-

sichtigen. Dafür wurde zunächst die Unsicherheit bei den empirischen Modellen mit dem 

Ansatz der stochastischen linearen Regression ermittelt, um beispielsweise die Mess-

wertstreuung bei empirischen Beziehungen mit der Normalverteilung zu quantifizieren. 

Anschließend wurden Störfälle bezüglich des physikalischen Ablaufes analysiert, um die 

relevanten thermohydraulischen Phänomene zu identifizieren („Correlation, Identifica-

tion and Ranking Tables“, CIRT). Damit können im Rahmen einer Unsicherheitsanalyse 

die physikalischen Modellunsicherheiten bei den einflussreichsten thermohydraulischen 

Phänomenen einer Störfallberechnung mitberücksichtigt werden. Es wird das statis-

tische Verfahren nach S. S. Wilks [1] angewendet, sodass die Rechenergebnisse auf 

einem hohen Vertrauens- und Überdeckungsniveaus basieren.  

 

Abstract 

With the help of applicable computational models and computer codes deterministic 

safety analysis for a variety of accident scenarios in pressurized water reactors are 

performed. However, in such an accident analysis performed using a computer code 

must take uncertainties with potentially strong effects on the accident sequence predic-

tion into account. For example, uncertainties in computational model input parameters 

resulting from varying geometry and material data sets due to manufacturing tolerances 

or unavailable measurements should be considered. The physical model uncertainties – 

especially in empirical models – in the software program TRACE used are also signifi-

cant.  

The “Dynamic Best-Estimate Safety Analysis”-Method (DYBESA-Method) was devel-

oped for safety analysis in order to consider the code-specific uncertainties of TRACE 

stochastically, which is in contrast to the conservative calculation method. For this 

purpose, the uncertainty of the empirical models is determined by the stochastic linear 

regression to consider for example the scatter of measurements of empirical relationship 

with the normal distribution. Subsequently, the physical process of accidents were 

analysed to identify relevant thermo-hydraulic phenomena („Correlation, Identification 

and Ranking Tables“, CIRT). In the scope of an uncertainty analysis the uncertainties of 

the physical models of the most relevant thermo-hydraulic phenomena are considered 

during accident analysis. The statistical method according to S. S. Wilks [1] is used to 

determine the calculation results based on a high level of confidence and probability. 
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Begriff Erklärung 
  

Parameter / 
Eingabe-
daten 

Reeller Zahlenwert einer geometrischen oder physikalischen Größe 
(z. B. Rohrdurchmesser, Druck). Natürlicher Zahlenwert einer Modell-
option im Rechenmodell (z. B. Auswahloption der CHF-Tabellen).  

  

  

Eingabe-
datensatz 

Ist die Summe aller Eingabedaten, die ein durch den Analytiker spezi-
fisches Rechenmodell bilden. (Fachwort: „input deck“) 

  

  

Eingabe-
datensätze / 
variierende 
Datensätze 

Bezeichnet die Gesamtheit aller Eingabedaten bei denen eine Un-
sicherheit berücksichtigt wird. Der Einfluss dieser Unsicherheit wird in 
der Praxis rechnerisch ermittelt, indem ein Eingabedatensatz konkret 
abgeändert wird. Für die Durchführung von Unsicherheitsanalysen 
liegen daher dem Analytiker mehrere Eingabedatensätzen vor, die 
allerdings alle dasselbe Rechenmodell darstellen.  

  

  

Störfall-
analyse-
programm 

Ist ein Computerprogramm (Software) mit dem ein System aus 
partiellen Differenzialgleichungen gelöst werden kann unter der 
Verwendung von konstitutiven Gleichungen und Randbedingungen. 
Mit dem Störfallanalyseprogramm (Fachwort: „code“, „system code“) 
werden wesentlich thermodynamische und fluiddynamische Problem-
stellungen gelöst.  

  

  

Transiente (Durch Betriebsstörung verursachte) vorübergehende Abweichung 
vom Normalbetrieb eines Kernkraftwerkes. Eine Transiente be-
schreibt den zeitlichen Verlauf von physikalischen Größen.  

  

  

Störfall-
transiente / 
Störfalls-
zenario 

Durch Störfälle verursachte Abweichung vom Normalbetrieb eines 
Kernkraftwerkes. Der Störfall oder die Störfalltransiente umfassen 
auch Kühlmittelverluststörfall.  

  

  

Spezifische 
Unsicherheit 

Beschreibt die Ungenauigkeit bei einem Zahlenwert der nicht exakt 
ermittelbar ist, bezogen auf eine praktikable Genauigkeitsangabe. 
Die anlagenspezifische Unsicherheit betrifft die Eingabedatensätze 
eines Rechenmodells und ist charakteristisch für eine bestimmte 
Kraftwerksanlage, wie z. B. Geometriedaten und kraftwerksinterne 
Messtechnik.   
Hingegen umfasst die programmspezifische Unsicherheit die Unge-
nauigkeit bei den implementierten physikalischen Modellen (z.  B. 
empirische Modelle) von Störfallanalyseprogrammen.  
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1 Einleitung 
 

Die Organisation IAEA („International Atomic Energy Agency“) wurde im Jahr 1957 

gegründet und erstellt seitdem unter anderem Sicherheitsstandards für Kernkraftwerke. 

Die IAEA gibt damit Empfehlungen und veröffentlicht diese in der „IAEA Safety 

Standards Series“, welche in „Safety Fundamentals“, „Safety Requirements“ und „Safety 

Guides“ eingeteilt sind [2]. Solche Sicherheitsstandards verfolgen das Ziel, dass bei 

Normalbetrieb, betrieblichen Transienten sowie insbesondere bei Störfällen das „Barrie-

ren“-Konzept [3, S. 8], [4, S. 10] eingehalten wird. Vorhandene intakte Barrieren im Kern-

kraftwerk verhindern das Freisetzen von radioaktiven Stoffen. Durch die Festlegung von 

drei Schutzzielen [4, S. 11]  – Kontrolle der Reaktivität, Kühlung der Brennelemente und 

Einschluss radioaktiver Stoffe – wird sichergestellt, dass Barrieren – wie beispielsweise 

die Brennstabhülle – intakt bleiben.  

Die Einhaltung dieser grundlegenden Schutzziele wird durch die Anwendung ent-

sprechender Sicherheitskonzepte gewährleistet. Dabei wird davon ausgegangen, dass 

mit der installierten Sicherheitstechnik in einem Kernkraftwerk angenommene Störfälle 

sicher beherrscht werden können. Daher müssen rechnerische oder experimentelle 

Nachweise erbracht werden, die eine Unversehrtheit von Barrieren im Störfall zeigt. Dies 

wird mit sogenannten deterministischen Sicherheitsanalysen nachgewiesen, die einen 

wichtigen Aspekt der Sicherheitsüberprüfungen für Kernkraftwerke darstellen. In diesem 

Zusammenhang werden daher bezüglich der Gefährdung von Schutzzielen ungünstige 

und gleichzeitig eintretende Ereignisse (z. B. Bruch einer Reaktorkühlmittelleitung mit 

gleichzeitigem Ausfall der Eigenbedarfsversorgung und weiteren nicht kreditierten 

Sicherheitssystemen) bei Kernkraftwerken angenommen. 

Zu Beginn der kommerziellen Bereitstellung von elektrischer Nutzenergie durch die 

Kerntechnik in den 70er und 80er Jahren wurden die deterministischen Nachweis-

rechnungen mit konservativen Störfallanalyseprogrammen durchgeführt. Diese Pro-

gramme haben für bestimmte physikalische Modelle (z. B. für die Wärmeübertragung 

von Materialstrukturen zu Flüssigkeiten) einen Sicherheitsfaktor implementiert, um damit 

ein sicheres Ergebnis bezüglich der einzuhaltenden Schutzziele zu berechnen. 

Diese Tatsache hat Auswirkungen auf die Durchführung der Störfallanalyse und die 

daraus resultierenden Rechenergebnisse. Es wird deutlich bei der Betrachtung eines 

Störfallszenarios, wie beispielsweise dem Verlust von Kühlmittel durch kleine bis mittel-

große Leckagen an der Reaktorkühlmittelleitung. Zunächst wird das Reaktorschutz-

system Abweichungen der Betriebsparameter detektieren, sodass der Reaktor durch 

das Einfahren der Steuerelemente in wenigen Sekunden vollständig abgeschaltet wird. 

Damit wird die Neutronenleistung herabgesetzt, und die Wärmeproduktion wird nur noch 

durch die Nachzerfallsleistung bestimmt. Der Verlust des Kühlmittels muss ersetzt 

werden, und um Schäden am Reaktorkern zu vermeiden wird eine langfristige Kühlung 

der Brennelemente vorausgesetzt. Diese Kühlung erfolgt in einem Kernkraftwerk durch 

ein Not- und Nachkühlsystem.  

Die abzuführende Wärmeleistung vom Brennelement an das Kühlmittel kann 

beispielsweise experimentell im klein skalierten Versuchsstand ermittelt werden und 

anschließend durch Extrapolation für ein Kernkraftwerk abgeschätzt werden. Die 

Berechnung eines solchen Störfalles mit einem konservativen Störfallanalyseprogramm 

wird einen – im Vergleich zu den experimentellen Daten – schlechteren Wert der 

abzuführenden Wärmeleistung ermitteln. Das liegt an den erwähnten implementierten 

Sicherheitsfaktoren bei den entsprechenden physikalischen Modellen. Gemäß den 

Berechnungen werden also die Brennelemente schlechter gekühlt, und das führt zu 

stärkeren thermischen Belastungen als realistisch zu erwarten sind. Zeigt nun das 

Rechenergebnis, dass die Brennelemente – trotz der schlechteren Wärmeabfuhr – über 
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längere Zeit ausreichend gekühlt werden können, ist damit der konservative Nachweis 

erbracht, dass das Schutzziel – Kühlung der Brennelemente – erreicht wird.  

Mit der Einführung der Sicherheitsfaktoren wurde unter anderem versucht, ver-

schiedene makroskopische Phänomene zu berücksichtigen, die zum Zeitpunkt der Pro-

grammentwicklung noch nicht ausreichend durch Experimente belegt worden waren. 

Damals war die Verifikations- und Validierungsbasis für die Störfallanalyseprogramme 

noch nicht so umfangreich wie heute. Eine weitere Anwendung der Sicherheitsfaktoren 

ist beispielsweise damit begründet, dass bei der Bereitstellung von Anlagendaten stets 

Messfehler und Fertigungstoleranzen vorhanden sind. Daher wurde bei der Störfall-

untersuchung nicht nur ein konservatives Störfallanalyseprogramm verwendet, sondern 

auch der Eingabedatensatz wurde von Anfang an konservativ erstellt. 

Als Beispiele für konservative Parameter im Eingabedatensatz sind zu nennen zum 

einen die bewusste Erhöhung der Kühlmitteltemperatur und zum anderen ein niedrigerer 

Kühlmitteldruck. Ein weiteres Problem bei der Analyse von Störfällen ist der unbekannte 

Zeitpunkt des Eintritts eines Störfalls. Diese Unsicherheit wird dadurch berücksichtigt, 

dass die Störfallanalysen entweder zu Beginn oder am Ende einer Reaktorkampagne 

durchgeführt werden. Bei diesen Anlagenzuständen sind die Neutronenparameter für 

bestimmte Analyseaspekte besonders ungünstig. Weiterhin wird im Hinblick auf die 

Anfangszustände die Kernleistung von zwei bis sechs Prozent über dem Sollwert 

konservativ angenommen, um somit vorhandene Messfehler zu berücksichtigen [5, S. 

144]. 

Die fortlaufende Entwicklung der experimentellen Untersuchungen – zum Beispiel 

bei Zweiphasenströmungsphänomenen – erlaubte es, die Störfallanalyseprogramme 

ständig zu verbessern. Die konservativen physikalischen Modelle wurden durch soge-

nannte „Best-Estimate“-Modelle ersetzt. Dadurch konnten die Sicherheitsfaktoren in den 

Programmen, bei ständiger Verifikation und Validierung der Programme durch einen 

Abgleich mit den experimentellen Daten, sukzessiv entfernt werden. Eine Ausnahme 

bildet dabei die Störfalluntersuchung eines Kühlmittelverluststörfalls. Hierbei werden bei 

gewissen Berechnungsgleichungen nach wie vor konservative Sicherheitsfaktoren be-

nötigt [6, S. 29-30].   

Im Interesse einer Erhöhung der Flexibilität bei der Beladung des Reaktorkerns mit 

Brennelementen wurde in den 90er Jahren eine Berechnungsmethode entwickelt, die 

nicht nur ein Störfallanalyseprogramm auf der Basis von Best-Estimate-Modellen 

benutzt, sondern auch auf realistischen Eingaben im Rechenmodell beruht [7, S. 9-10]. 

Außerdem wurden Unsicherheitsanalysen eingeführt, um bei der Erstellung des Rechen-

modells die unsichere Datenlage zu berücksichtigen. Bei diesen Analysen werden 

gezielt einzelne Parameter des Eingabedatensatzes eines Rechenmodells mehrfach 

variiert, wobei durch Wiederholungsrechnungen untersucht wird, welche Auswirkungen 

das auf das Ergebnis hat. Die Variation der Parameter erfolgt in einem Streubereich, 

dessen Größe mit empirischen Daten vergleichbar ist. Daher wird das Endergebnis einer 

Best-Estimate-Berechnungsmethode mit Unsicherheitsanalyse stets mit einem Streu-

band angegeben. Durch diese neue Herangehensweise konnte das Anlagenverhalten – 

gegenüber den konservativen Berechnungen – realistischer berechnet werden. Bedenk-

lich ist nämlich, dass bei der konservativen Berechnungsmethode die verwendeten 

Sicherheitsfaktoren im Störfallanalyseprogramm oder die konservativen Randbedin-

gungen bei den Parametern (Eingabedaten) dazu führen, dass der errechnete Störfall-

ablauf stark vom erwarteten realistischen Verlauf abweichen kann [7, S. 10], [8, S. 25-

27]. Als ein weiterer Vorteil gegenüber der bisherigen Berechnungsmethode stellte sich 

heraus, dass aufgrund des realistischeren Ergebnisses ein genaueres Bild der 

tatsächlichen Sicherheitsmargen zwischen einem störfallbedingten Maximalwert und der 

erlaubten maximalen technischen Belastung gewonnen werden konnte. Insgesamt stellt 
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somit die Einführung von Best-Estimate-Methoden mit Unsicherheitsanalysen einen 

erheblichen Sicherheitsgewinn dar.  

 

Für die Durchführung von deterministischen Sicherheitsanalysen gibt es derzeit 

mehrere Programme, mit denen sowohl stationäre Zustände als auch Transienten, 

Störfälle und Kühlmittelverluststörfälle simuliert werden können. TRACE („TRAC/RELAP 

Advanced Computational Engine“) ist ein solches Störfallanalyseprogramm, das von der 

amerikanischen Genehmigungsbehörde (U.S. NRC) als Werkzeug für zukünftige Ge-

nehmigungsverfahren von nuklearen Anlagen favorisiert wird [9]. Im Moment befindet 

sich dieses Programm in der Übergangsphase zwischen Forschung und Entwicklung zur 

zukünftigen Anwendung. Mit TRACE werden hydraulische und thermodynamische 

Probleme gelöst, wobei numerische Verfahren wie die Finite-Volumen-, Finite-

Elemente-, ADI- („Alternating Direction Implicit”) oder die Semi-Implizite-Methode an-

gewendet werden [10, S. 21 ff, S. 102 ff]. Mit diesen Verfahren werden die Erhaltungs-

sätze (Masse, Energie und Impuls) berücksichtigt und die Wärmeleitungsgleichung 

berechnet. Dies reicht jedoch nicht aus, um beispielsweise eine einfache horizontale 

Einphasenströmung oder eine Zweiphasenströmung im Rohr zu simulieren. Für die 

Beschreibung eines solchen Sachverhalts werden über die genannten Erhaltungssätze 

hinaus weitere Gleichungen benötigt. Die dafür erforderlichen Gleichungen wurden 

empirisch ermittelt, wobei viele von diesen im Wesentlichen auf dimensionslose Kenn-

zahlen der Ähnlichkeitstheorie basieren, wie beispielsweise auf der Reynolds- (Re), der 

Prandtl- (Pr) und der Nusselt-Zahl (Nu) [11, S. 70]. Im Fall der Einphasenströmung wird 

unter anderem eine empirische Beziehung benötigt, um den Einfluss der Reibungskraft 

zwischen der Rohrwandoberfläche und der Fluidschicht bei unterschiedlicher Rauigkeit 

der Materialoberfläche simulieren zu können [12]. 

Alle physikalischen Modelle, die in TRACE implementiert sind, wurden in einem 

aufwendigen Validierungsprozess durch viele Experimente geprüft, bei denen jeweils 

einzelne Phänomene (engl.: „single effect“) untersucht wurden. Bedingt durch die 

verwendete Messmethode und die Messgeräte, ist jeder aufgezeichnete Messwert mit 

einem bestimmten Messfehler behaftet, der die abgeleiteten empirischen Beziehungen 

beeinflusst. Mittels Regressions- und Varianzanalysen [13, S. 246 ff] kann zwar die beste 

Regression ermittelt werden, jedoch ist es wahrscheinlich, dass bei einer Wieder-

holungsmessung der dann beobachtete Wert von dem ermittelten Regressionswert 

abweicht. Daher wurden in der vorliegenden Arbeit Untersuchungen durchgeführt, um 

die Frage zu beantworten: Wie stark wirken die Unsicherheiten der empirischen Modelle 

in TRACE – zusätzlich zu den bereits quantifizierten Unsicherheiten der einzelnen 

Parameter eines Eingabedatensatzes [14, S. 484] – bei einem bestimmten Auslegungs-

störfall auf ein sicherheitsrelevantes Rechenergebnis ein? 

Damit bei zukünftigen Nachweisen der Reaktorsicherheit bei deterministischen 

Sicherheitsanalysen mit TRACE eine verbesserte Vertrauensbasis geschaffen wird, 

sollten die programmspezifischen Unsicherheiten in die Störfallberechnung für Druck-

wasserreaktoren (DWR) realistisch mit einbezogen werden. Es wurde daher für das 

Programm TRACE eine Best-Estimate-Methode inklusive Unsicherheitsanalyse ent-

wickelt, um damit bei verschiedenen Nachweiskriterien die Sicherheitsmargen zu quan-

tifizieren. 
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2 Sicherheitsanforderungen an Kernkraftwerke 
 

Für Kernkraftwerke müssen besondere Sicherheitsanforderungen geschaffen 

werden, damit die Umwelt und der Mensch vor radioaktiven Stoffen und ionisierender 

Strahlung geschützt werden kann. Hierfür werden in der Kerntechnik übergeordnete 

Anforderungen an alle Bereiche gestellt, wie der Auslegung, Fertigung, Errichtung und 

Prüfung sowie Betrieb und Instandhaltung der sicherheitstechnisch wichtigen Anlagen-

teile [4, S. 13]. Die einleitend (siehe Kapitel 1) dargestellte Problemstellung betrifft den 

Bereich der Prüfung, bei der die sogenannten thermohydraulischen Nachweise (z. B. 

Druck und Temperatur des Kühlmittels) erbracht werden für eine Beurteilung der auf-

tretenden physikalischen Belastungen bei den Anlagenkomponenten (z. B. Rohr-

leitungen), insbesondere bei erdenklichen Störfallszenarien. In der vorliegenden Arbeit 

wird daher dieser Bereich der Prüfung fokussiert und eine Untersuchung bezüglich der 

Unsicherheiten im Störfallanalyseprogramm TRACE durchgeführt. 

Die Überprüfung des Schutzes vor radioaktiven Stoffen und ionisierender Strahlung 

wird mit Hilfe der periodischen Sicherheitsüberprüfung (PSÜ) [15] beziehungsweise im 

amerikanischen bezeichnet als „Periodic Safety Review“ [16], [17], nachgewiesen, wobei 

der aktuelle Sicherheitsstandard eines Kernkraftwerkes damit festgestellt wird. Die PSÜ 

wird in der Regel alle 10 Jahre [15, S. 1] durchgeführt und beinhaltet die probabilistische 

Sicherheitsanalyse [18], die deterministische Sicherungsanalyse [19] und die deter-

ministische Sicherheitsstatusanalyse [15, S. 5]. Spezifische Anforderungen können je 

nach Land für die PSÜ vorhanden sein und sind entsprechend den länderspezifischen 

Regelwerken zu entnehmen.  

Bei der in Deutschland definierten deterministischen Sicherungsanalyse erfolgt eine 

aktuelle Gesamtdarstellung und vollständige Behandlung der Anlagensicherung. Dies 

beinhaltet alle Bereiche der baulichen, sonstigen technischen, personellen und 

administrativ-organisatorischen Maßnahmen der Anlagensicherung.  

Hingegen dient die deterministische Sicherheitsstatusanalyse der schutzziel-

orientierten Überprüfung des Sicherheitsstatus einer Anlage mit Darlegung der Betriebs-

führung und Auswertung der Betriebserfahrung. Derartige Überprüfungen erfordert den 

Ist-Zustand der Sicherheitseinrichtung sowie anlagen- und systemübergreifender Be-

reiche, z. B. Störfallinstrumentierung, Schutz gegen Einwirkung von innen und außen, 

darzulegen. Darüber hinaus muss ein Notfallschutzkonzept vorgestellt werden. Der in 

dieser Arbeit verwendete Begriff der „deterministischen Sicherheitsanalyse“ ist Bestand-

teil dieser deterministischen Sicherheitsstatusanalyse und beschränkt sich auf die Nach-

weisführung, ob die in einem Kernkraftwerk vorhanden Maßnahmen, technischen Ein-

richtungen sowie Sicherheitstechnik in der Lage sind, unter ungünstigsten Bedingungen 

den Einschluss von radioaktiven Inventar sicherzustellen. Das ist Bestandteil des 

Sicherheitskonzeptes eines Kernkraftwerkes zum Einschluss radioaktiver Stoffe und zur 

Abschirmung ionisierender Strahlung. 

 

2.1 Einschluss radioaktiver Stoffe und 
Abschirmung ionisierender Strahlung 
 

An erster Stelle gilt in Deutschland die Regelung zur Einhaltung radiologischer 

Sicherheitsziele [4, S. 12], die mittels der Strahlenschutzverordnung (StrlSchV) [20] für 

jedes Kernkraftwerk umzusetzen sind. Für Kernkraftwerke gelten hierbei wesentlich die 

Paragrafen § 46 und § 47 StrlSchV zur Einhaltung von Grenzwerten und der Paragraf 

§ 49 StrlSchV zur Einhaltung der Störfallplanungswerte. 
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Zum Erreichen dieser radiologischen Sicherheitsziele sind im Kernkraftwerk ge-

eignete konstruktive Maßnahmen umgesetzt. Dabei bilden technisch vorhandene Bar-

rieren und Rückhaltefunktionen einen sicheren Einschluss der radioaktiven Stoffe und 

gewährleisten eine ausreichende Abschirmung vor ionisierender Strahlung [4, S. 10, S. 

18-19], [21]. Die nacheinander aufgelisteten Barrieren und Abschirmmaßnahmen schlie-

ßen jeweils die vorangegangenen Barrieren ein, sodass die letzte aufgeführte kon-

struktive Maßnahme den Abschluss zur Umwelt darstellt, diese sind: 

 Brennstoff-Kristallgitter, 

 Brennstabhülle, 

 druckumschließendes Leitungssystem des Reaktorkühlmittels (Reaktordruck-

behälter, Primärkreislauf mit Kühlmittelpumpen und dem Primärteil des Dampf-

erzeugers) 

 Betonkammer als Abschirmmaßnahme (biologischer Schild), 

 Sicherheitsbehälter (gasdichte Stahlschale) und 

 Reaktorgebäude als Abschirmmaßnahme (Stahlbeton). 

Der größte Anteil an radioaktiven Spaltprodukten wird im keramischen UO2-

Brennstoff (Brennstoff-Kristallgitter) durch die Bindung im Kristallgitter festgehalten. Ein 

geringer Anteil an Spaltprodukten der nicht im Kristallgitter gebunden wird, sind flüchtige 

Spaltprodukte, wie beispielsweise Edelgase, und verbleiben in den gas- und druck-

dichten Hüllrohren der Brennstäbe. Der gesamte Primärkreislauf im DWR kann radio-

aktive Stoffe zurückhalten, die beispielsweise von defekten Brennstäben emittiert wer-

den können. Tritt ein solches Ereignis während des Betriebes ein, wird ein integriertes 

Detektorsystem die  erhöhte Aktivität im Kühlmittel feststellen, sodass Gegenmaßnah-

men eingeleitet werden. Der Sicherheitsbehälter dient als letzte einhüllende Barriere von 

radioaktiven Stoffen und verhindert deren Freisetzung an die Umgebung. Die ange-

führten Abschirmmaßnahmen sind vor allem im Bereich des Reaktordruckbehälters und 

des Primärkreislaufes erforderlich, um das Betriebspersonal vor der Gammastrahlung 

zu schützen. Das Reaktorgebäude dient ebenfalls als Abschirmung und darüber hinaus 

als Sicherheitsmaßnahme gegen mögliche Einwirkungen von außen, wie z. B. einem 

Flugzeugabsturz. 

Zusätzlich zu diesen genannten Barrieren sind Rückhaltefunktionen vorhanden. 

Beispielsweise wird die Luftatmosphäre im Sicherheitsbehälter in einem permanenten 

Unterdruck gehalten im Vergleich zur äußeren Umgebung. Damit wird der Transport von 

radioaktiven Stoffen kontrolliert in Richtung des Sicherheitsbehälters geleitet und da-

rüber hinaus werden Filterelemente (z. B. Aktivkohle) eingesetzt, um die Luft im Sicher-

heitsbehälter zu reinigen. Es kommt hinzu, dass die Radionuklide innerhalb einer 

Filterstrecke (auch bezeichnet als Verzögerungsstrecke und ist eine Rückhaltefunktion) 

eine sehr lange Verweilzeit (bis zu 60 Tage) haben können. Dadurch wird erreicht, dass 

sich die Aktivität der Radionuklide deutlich verringert, wie z. B. für Xenon-133 wird die 

anfängliche Aktivität auf 0,1 % reduziert. 

Damit die Barrieren und Rückhaltefunktionen wirksam geschützt werden können 

und somit die radiologischen Sicherheitsziele eingehalten werden können, sind drei 

Schutzziele definiert die in der Tabelle 2.1 aufgelistet sind. 

Darüber hinaus wird eine Vorsorge gegen Reaktorstörfälle beziehungsweise zur 

Eingrenzung von Störfallfolgen durch mehrere Sicherheitsebenen [4, S. 8] aufgebaut. 

Die dazu entwickelte Strategie stellt in ihrer Wirkung eine gestaffelte Verteidigung gegen 

Störfälle dar. Mit dem Mehrstufenkonzept der gestaffelten Sicherheitsebenen ist es 

möglich, Maßnahmen und  technische Einrichtungen  zum  Vermeiden  und  Beherrschen 

von  ungünstigen  und  möglicherweise  aufeinanderfolgenden  Ereignissen  im  Kernkraft-  
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Tabelle 2.1 – Definition der Schutzziele [4, S. 11] 

Schutzziele    Definition  

Kontrolle der    
Reaktivität 

 Reaktivitätsänderungen sind auf Werte beschränkt, die 

als zulässig bestätigt wurden,  

 der Reaktorkern kann sicher abgeschaltet und langfristig 

unterkritisch gehalten werden, 

 bei der Handhabung von Brennelementen sowie im Lager 

für nicht bestrahlte Brennelemente und im Brennelement-

lagerbecken ist Unterkritikalität sichergestellt. 

Kühlung der 
Brennelemente 

 Kühlmittel und Wärmesenken sind stets in ausreichendem 

Umfang vorhanden, 

 der Wärmetransport vom Brennstoff bis zur Wärmesenke 

ist sichergestellt, 

 die Wärmeabfuhr aus dem Brennelementlagerbecken ist 

sichergestellt. 

Einschluss der 
radioaktiven Stoffe 

 Die sich auf den verschiedenen Sicherheitsebenen (siehe 

nächster Abschnitt) ergebenden mechanischen, therm-

ischen, chemischen und durch Strahlung hervorgerufenen 

Einwirkungen sind so begrenzt, dass die auf den Sicher-

heitsebenen angegebenen radiologischen Sicherheits-

ziele eingehalten werden und die Kühlung der Brenn-

elemente sichergestellt ist. 

 

werk umzusetzen. Die Einteilung der Sicherheitsebenen basiert daher auf der Eintritts-

häufigkeit von ungünstigen Ereignissen. Je höher die Sicherheitsebene ist, desto ge-

ringer ist zwar die Eintrittswahrscheinlichkeit, aber desto höher ist die Gefährdung für 

Umwelt und des Menschen. Daher sind folgende Sicherheitsebenen (SE) definiert:  

 SE 1: Normalbetrieb (bestimmungsgemäßer Betrieb, ungestört), 

 SE 2: anomaler Betrieb (Störung, bestimmungsgemäßer Betrieb), 

 SE 3: Störfälle (Auslegungsstörfälle), 

 SE 4a: sehr seltene Ereignisse, 

 SE 4b: Ereignisse mit Mehrfachversagen von Sicherheitseinrichtungen, 

 SE 4c: Unfälle mit schweren Brennelementschäden. 

Auf der SE 1 wird der bestimmungsgemäße Betrieb dadurch gewährleistet, dass 

beispielsweise schon bei der Auslegung und Dimensionierung von Kraftwerkskom-

ponenten angemessene Sicherheitsreserven berücksichtigt wurden. Durch wieder-

kehrende Prüfungen und Wartungen nach Inbetriebnahme des Kraftwerkes wird ein 

hohes Maß an Qualitätssicherung erreicht. 

Das Ziel von Vorkehrungen und technischen Einrichtungen auf der SE 2 ist es, 

Störungen zu begrenzen und die Anlage wieder in den bestimmungsgemäßen Betrieb 

zurückzuführen. Auf dieser Ebene werden durch geeignete Auslegung, konstruktive 

Maßnahmen (z. B. Spaltstoffanordnung, Wahl des Neutronenmoderators) und physi-

kalischen Effekten die inhärenten Sicherheitseigenschaften des Druckwasserreaktors 

umgesetzt. Beispielsweise bewirkt die Stoffeigenschaft des flüssigen Wassers (Kühl-

mittel) bei einer Temperaturerhöhung eine Verringerung der Dichte des Neutronen-

moderators (beim DWR dient das Kühlmittel gleichzeitig als Neutronenmoderator). 

Aufgrund der Abnahme der Dichte verschlechtert sich die Moderation der Neutronen. In 
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einer Dampfatmosphäre ist die Dichte so gering, dass faktisch im DWR keine Neutronen-

moderation möglich ist und dadurch die thermische Reaktorleistung schlagartig sinken 

würde. Dieses reaktordynamische Verhalten basiert demnach auf der Änderung der 

sogenannten Reaktivität (Reaktivitätskoeffizienten), wobei es weitere physikalische 

Effekte gibt, die eine Änderung der Reaktivität zur Folge haben [22, S. 443-446]. Wichtig 

ist, dass eine positive Reaktivität zu einer Steigerung der thermischen Reaktorleistung 

führt und eine negative Reaktivität entsprechend die Leistung herabsetzt. Solche 

Wechselwirkungen wie beispielsweise zwischen der Thermodynamik und der Neu-

tronenmoderation ermöglichen ein beachtliches Verhalten zur Selbststabilisierung der 

Reaktorleistung.   

Trotz dieser Vorkehrungen zur Störfallverhinderung wird bei der Auslegung 

heutiger Druckwasserreaktoren unterstellt, dass während der Laufzeit solcher Anlagen 

Störfälle eintreten können, die beherrscht werden müssen. Die Eintrittshäufigkeit ist 

allerdings sehr gering für die denkbaren Störfälle auf der SE 3. Orientierungswerte für 

das Eintreten dieser Störfälle liegt in der Größenordnung zwischen kleiner 10-2/Jahr bis 

größer 10-5/Jahr [23, S. 5]. Störfälle sind entsprechend der Ereignisliste [4, S. 56-64] zu 

entnehmen und betreffen beispielsweise den Verlust des Reaktorkühlmittels.  

In der vorliegenden Arbeit wird sich auf die Ereignisse der SE 2 und SE 3 

(Störungen und Auslegungsstörfälle) beschränkt, um die damit verbundenen Nachweise 

im Rahmen der zu entwickelnden Best-Estimate-Methode zu konkretisieren.  

 

2.2 Störfallkategorien 
 

Die Nachweise zur Beherrschung von Auslegungsstörfällen werden im Sicher-

heitsbericht – bzw. in Amerika im „Safety Analysis Report“ (SAR) – erbracht und müssen 

definierte Ereignisse von Störungen und Störfällen berücksichtigen, entsprechend der 

„Sicherheitsanforderungen an Kernkraftwerke“ [4] bzw. dem „Standard Review Plan for 

the Review of Safety Analysis Reports for Nuclear Power Plants: LWR Edition — 

Transient and Accident Analysis (NUREG-0800, Chapter 15)“ [24]. 

Bei der Erstellung des Sicherheitsberichtes wird darauf geachtet, dass „abde-

ckende“ Störungen oder Störfälle für die entsprechende Anlagenkonfiguration nachge-

rechnet werden. Die „abdeckende“ Betrachtungsweise wird verwendet, um den un-

günstigsten Ereignisablauf bezüglich der Gefährdung der Schutzziele (Tabelle 2.1) 

zwischen Ereignissen mit ähnlichen Auswirkungen oder Ausgangssituationen auszu-

wählen. Damit ist es nicht zwingend erforderlich bei hinreichender Begründung im 

Sicherheitsbericht alle definierten Ereignisse gemäß den genannten Regelwerken nach-

zurechnen, wobei aber stets alle entsprechend in Betracht gezogen werden müssen. Bei 

der Berechnung der Störungen und Störfälle ist zwingend der Betriebszustand der 

Anlage zu berücksichtigen. In dieser Arbeit werden ausschließlich alle Ereignisse 

ausgehend vom nuklearen Leistungsbetrieb (Volllastbetrieb) betrachtet. Es wird aus-

drücklich darauf hingewiesen, dass die nachfolgenden Erläuterungen nicht unmittelbar 

für andere Betriebsphasen (z. B.: An- und Abfahren, heiß unterkritisch, kalt unterkritisch) 

gültig sind und müssen für die entsprechenden Störungen und Störfälle separat überprüft 

werden. 

Der Sachverhalt zur „abdeckenden“ Betrachtungsweise wird im Folgenden näher 

erläutert. Im deutschen Regelwerk [4] ist beispielsweise das Ereignis D2-09: „Ausfall 

aller in Betrieb befindlichen Hauptspeisewasserpumpen mit und ohne Zuschaltung der 

Reservepumpe“ definiert, wobei der Fall: „…ohne Zuschaltung der Reservepumpe“ 

ungünstiger bezüglich des Schutzziels – Kühlung der Brennelemente – darstellt. Ohne 
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die Zuschaltung von Reservepumpen wird die Wärmemenge aus dem Primärkreis 

schlechter an den Sekundärkreislauf übertragen. Im Regelwerk [4] ist nun ein ähnliches 

Ereignis D2-08: „Ausfall einer Hauptspeisewasserpumpe ohne Zuschaltung der Reser-

vepumpe“ definiert, welches bereits durch das Ereignis D2-09: „Ausfall aller in Betrieb 

befindlichen Hauptspeisewasserpumpen ohne Zuschaltung der Reservepumpe“ durch 

eine – im letztgenannten Fall – ungünstigere Ereignislage abgedeckt wird bezüglich der 

Kühlung der Brennelemente. 

Beim Ereignis D2-09 kann auch positive Reaktivität auftreten, wenn die Reserve-

pumpe („…mit Zuschaltung der Reservepumpe“) aus einer kalten Wasservorlage in die 

Dampferzeuger einspeist und dies betrifft das Schutzziel – Kontrolle der Reaktivität (vgl. 

[4, S. 55]). Wie die Berücksichtigung beider Ereignisse bezüglich der Gefährdung der 

unterschiedlichen Schutzziele in dieser Arbeit erfolgt, wird an späterer Stelle dieses 

Kapitels erläutert.  

Für den DWR sind gemäß der Referenz [4], 28 verschiedene Störungen auf der 

SE 2 und für die SE 3, 42 Auslegungsstörfälle definiert. Diese Störungen und Aus-

legungsstörfälle, die nach dem Eintritt ein ähnliches thermohydraulisches Verhalten 

zeigen, werden in Gruppen, sogenannte Störfallkategorien [25, S.15.0-4], [26, S. 323] 

zusammengefasst. Jede Störfallkategorie beschreibt die wesentliche Auswirkung auf 

den Kraftwerksprozess verursacht durch die Störfallereignisse. Bei der Erstellung der 

Störfallkategorien wurde darüber hinaus ein Abgleich mit dem amerikanischen Regel-

werk [24] durchgeführt, um somit gegebenenfalls weitere Ereignisse zu berücksichtigen. 

Auf Basis der bereits erläuterten Philosophie der „abdeckenden“ und ungünstigsten 

Ereignisabläufe bezüglich der Gefährdung der Schutzziele wurde die Tabelle 9.1 

(Anlage A) für folgende Störfallkategorien erstellt: 

 I.  Erhöhung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr, 

 II.  Verringerung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr, 

 III.  Verringerung der primärseitigen Wärmeabfuhr, 

 IV.  Änderung der Reaktivität und der Leistungsverteilung, 

 V.  Zunahme Reaktorkühlmittelinventar, 

 VI.  Abnahme Reaktorkühlmittelinventar. 

Gemäß der Referenz [4] sind 70 Ereignisse definiert, die allerdings nicht sofort 

ersichtlich sind anhand der Tabelle 9.1, weil hier lediglich die „abdeckenden“ und 

ungünstigsten Ereignisse aufgelistet wurden. Dennoch schließt die Tabelle alle 

Störungen und Störfälle ein. Der in dieser Arbeit eingeführte Begriff der „Störfall-

kategorien“, kann demnach auch Ereignisse einer Störung auf der SE 2 gemäß den 

Definitionen des deutschen Regelwerks enthalten. Aufgrund der gleichen Nachweis-

führung für die SE 2 und SE 3 ist es zielführender für die deterministische Sicherheits-

analyse hier von den „abdeckenden“ und ungünstigsten Ereignissen auszugehen. 

Auf Basis dieser Einteilung wurde auch das oben angeführte Beispiel D2-09 

berücksichtigt. Das heißt, der kurzzeitige thermohydraulische Ablauf der definierten 

Ereignisse (z. B. mit Zuschaltung und ohne Zuschaltung von Reservepumpen) wurde 

separat analysiert, wobei in dem ersten Fall – ohne die Zuschaltung von Reservepumpen 

– der thermodynamische Kraftwerksprozess dahingehend gestört wird, dass es zur 

Verringerung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr kommt. Hierbei muss die Kühlung der 

Brennelemente trotz der verschlechterten Wärmeabfuhr aus dem Primärkreis ge-

währleistet sein. Im umkehrten Fall beim Ereignis D2-09 mit Zuschaltung der Reserve-

pumpen, kann es unter Umständen kurzzeitig zur Verbesserung der Wärmeübertragung 

zwischen der Primär- und Sekundärseite kommen. Daher wird dieser Fall mit der 
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Störfallkategorie – Erhöhung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr – berücksichtigt, wobei 

hier das Schutzziel – Kontrolle der Reaktivität – inbegriffen und nachzuweisen ist.   

Die Kategorisierung der Störungen und Störfälle in die Störfallkategorien erfolgte 

anhand des kurzzeitigen thermohydraulischen Ablaufes (der auch in der Tabelle 9.1 

aufgenommen wurde) und soll im Folgenden an weiteren Beispielen verdeutlich werden.  

Die beiden Ereignisse wie der Lastabwurf des Generators auf Nulllast („ab-

deckend“ zum Ereignis: „Lastabwurf auf Eigenbedarf“ nach der Referenz [4, D2-07]) oder 

ein plötzliches Schließen des Frischdampfregelventils (in Analogie zu der Referenz [4, 

D2-03]) führen zur Verringerung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr. Zunächst wird das 

erste Ereignis näher erläutert und anschließend die Analogie zum zweiten Ereignis 

dargestellt. 

Bei einer kraftwerksseitigen Störung des Generators (z. B. der Erregermaschine) 

erfolgt ein Lastabwurf. Ein Lastabwurf auf Nulllast bedeutet, dass schlagartig die elek-

trische Kraft, die dem Drehmoment auf den Turbosatz entgegenwirkt, wegfällt. Dadurch 

erhöht sich sehr schnell die Drehzahl der Turbinenwelle, und der Turbinenschutz gibt 

sofort ein Abschaltsignal aus. Die Turbinenschnellabschaltung (TUSA) wird ausgelöst 

und schließt das Frischdampfregelventil.  

Eine der Schutzaktionen nach dem Lastabwurf des Generators auf Nulllast besteht 

darin, die relevanten Stromverbraucher im Kraftwerk wieder mit elektrischer Energie zu 

versorgen. Zu diesem Zweck wird über einen Transformator Netzstrom auf die 10-kV-

Eigenbedarfsschienen eingespeist, um die Versorgung der Großverbraucher (Pumpen-

antriebe) zu sichern. Der Frischdampf wird über die Frischdampfumleitstation zum 

Maschinenkondensator geführt. Die FD-Umleitstation kann bei einigen DWR-Anlagen 

100 % der anfallenden Frischdampfmenge aufnehmen, bei anderen Anlagen nur einen 

gewissen Anteil (z. B. 50 %) des gesamten Frischdampfes. 

Kurzfristig – bis zum Öffnen der Frischdampfumleitstation – kommt es sekundär-

seitig zum Druckanstieg, was dazu führt, dass die Wärmeübertragung zwischen der 

Primärseite und der Sekundärseite sich verschlechtert. Dies geschieht zum einen durch 

die Erhöhung der Sättigungstemperatur und zum anderen durch den plötzlichen Abbruch 

des Dampfmassenstroms. Dadurch erhöht sich primärseitig die Kühlmitteltemperatur am 

Dampferzeugeraustritt. Infolge der zu geringen Wärmeabfuhr aus dem Primärkreis steigt 

kurzfristig die Kühlmitteltemperatur, verringert sich die Kühlmitteldichte und vergrößert 

sich damit das spezifische Volumen des Kühlmittels. Dadurch ergibt sich zum einen eine 

negative Reaktivität und die Reaktorleistung sinkt. Weiterhin wird infolge der Ver-

größerung des Kühlmittelvolumens der Füllstand im Druckhalter ansteigen. Der Dampf 

im Druckhalter wird komprimiert, und der Primärkühlmitteldruck steigt an, gegebenen-

falls soweit, dass die primärseitigen Druckhaltersicherheitsventile sich öffnen. Wird der 

Frischdampf über die Umleitstation abgeführt, sinkt der Druck im Dampferzeuger wieder 

annähernd auf seinen Betriebsdruck (aufgrund verringerter Reaktorleistung). Da in den 

Dampferzeugern der thermodynamische Zustand der Sättigung vorliegt, sinkt infolge des 

Druckabfalls gleichzeitig die Temperatur, wodurch sich die Wärmeabfuhr aus dem 

Primärsystem wieder verbessert.  

Das zweite Ereignis „Schließen des Frischdampfregelventils“ tritt beispielsweise 

aufgrund mehrerer fehlerhafter Messsignale in der Regelungskette ein, wodurch die 

TUSA alle Frischdampfeinlassventile schließen wird. Beide Ereignisse führen nun dazu, 

dass sich der Dampfdruck in den Dampferzeugern schlagartig solange erhöht, bis die 

Frischdampfumleitstation zum Maschinenkondensator vollständig geöffnet wurde. Es 

liegt damit der thermohydraulische Ablauf einer Verringerung der sekundärseitigen 

Wärmeabfuhr vor. Erkennt das Messsystem im Sekundärkreislauf, dass der FD-Druck 

trotzdem weiter ansteigt (unterschiedliche Messstellen in dem FD-Leitungssystem der 
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Dampferzeuger 1 bis 4), wird ein Signal zum Abschalten des Reaktors ausgegeben. 

Darüber hinaus würde das Messsystem im Primärkreislauf ebenfalls einen zu großen 

Druckanstieg erfassen und damit die Reaktorschnellabschaltung (RESA) auslösen. 

Mögliche Auslösekriterien für eine RESA bei anderen Störfallkategorien sind 

entsprechend in der Tabelle 9.1 aufgelistet. 

Bei der Durchführung von deterministischen Sicherheitsanalysen wird der Nach-

weis der Beherrschbarkeit von Störungen und Störfällen dargelegt, wobei zusätzlich 

ungünstige Anfangszustände (Randbedingungen) und das Einzelfehlerkonzept anzu-

wenden sind [4, S. 108]. Für die SE 2 gilt allerdings weder ein Einzelfehler noch die 

Unverfügbarkeit einer redundanten Sicherheitseinrichtung infolge von Instandhaltungs-

maßnahmen [4, S. 100]. Eine Ausnahme ist dennoch zu beachten, dass ein Einzelfehler 

in den Leittechnik-Funktionen zu unterstellen ist, die erforderlich sind, um Ereignisse der 

SE 2 zu beherrschen sowie das Eintreten von Ereignissen der SE 3 vermeiden sollen. 

Für die SE 3 können Anfangszustände sowohl ungünstig abdeckend angesetzt 

werden oder durch statistische Verfahren in eine Störfallberechnung einbezogen wer-

den, sodass realistische Parameterwerte unter Berücksichtigung deren Unsicherheit 

zugrunde liegen [4, S. 108, Absatz 3.2.4(1)]. Weiterhin muss der ungünstigste wirkende 

Einzelfehler in einer Sicherheitseinrichtung infolge eines zufälligen Ausfalls unterstellt 

werden. Gleichzeitig muss dieser Einzelfehler kombiniert werden mit der ungünstigsten 

Nichtverfügbarkeit in einer Sicherheitseinrichtung infolge von Instandhaltungsmaß-

nahmen. Einzelfehler werden grundsätzlich sowohl bei aktiven, als auch bei passiven 

Einrichtungen angenommen [4, S. 14]. Weiterhin sind Vorgaben definiert, sodass bei-

spielsweise die Reaktorschnellabschaltung erst durch das zweite RESA-Signal [4, 

S.108, Absatz 3.2.4(2)] ausgelöst wird und der ungünstigste Folgefehler eintritt. Ein 

ungünstiger Folgefehler kann z. B. der Notstromfall nach der RESA [4, S.108, Absatz 

3.2.4(3)] sein. 

Darüber hinaus gelten weitere, besonders ungünstige Kombinationen für 

Kühlmittelverluststörfälle (Tabelle 9.1, VI. Abnahme Reaktorkühlmittelinventar) aus [4, 

S. 112]:  

 der Größe, der Lage und des Typs eines Bruches, 

 dem Zykluszeitpunkt (z. B. BOC, MOC oder EOC) und,  

 der Ausgangsleistung im Kern (bei Störfalleintritt ist von ungünstigsten Werten 

auszugehen, die im bestimmungsgemäßen Betrieb unter Berücksichtigung der 

Zustandsbegrenzungen hinsichtlich der integralen Leistung, der Stableistung 

und der Leistungsdichteverteilung auftreten können, bei Mess- und Kalibrie-

rungsfehler bezüglich der anfänglichen Kernleistung müssen Maximalwerte 

angenommen werden oder diese Fehler sind statistisch zu berücksichtigen). 

Bei der Rechenmodellentwicklung und bei der Durchführung der Berechnungen von 

Kühlmittelverluststörfällen sind darüber hinaus weitere Anforderungen festgelegt, die 

beispielsweise den „Detailanforderungen an die Nachweisführung bei Kühlmittelverlust-

störfällen“ [4, S. 112-113] zu entnehmen sind.  

Störungen und Störfälle wie in den dargestellten Beispielen werden untersucht, 

um den Nachweis zu führen, dass die Barrieren standhalten. Das wird durch die 

Berechnung jener Parameter – thermohydraulische Nachweiskriterien – dargelegt, die 

diese Barrieren gefährden können. Insbesondere sind das der Druck, die Temperatur 

und der Abstand zum Filmsieden („Departure from Nucleate Boiling Ratio“, DNBR).   
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2.3 Thermohydraulische Nachweiskriterien 
 

Anhand des kurzzeitigen Ereignisablaufes einer jeweiligen Störfallkategorie (siehe  

Tabelle 9.1) können die zu analysierenden Nachweiskriterien abgeleitet werden. 

Darüber hinaus sind die Nachweiskriterien anhand der Tabellen des Regelwerks [4, S. 

44-47] zu beachten. Die thermohydraulischen Nachweiskriterien sind in der Tabelle 2.2 

zusammengestellt und betreffen als erstes die Brennstofftemperatur (vgl. [4, S. 45]) 

beziehungsweise die Reaktorleistung für die 1. Barriere (Brennstoff-Kristallgitter). 

Weiterhin sind zu analysieren der Abstand zum Filmsieden am Brennstab für die 2. 

Barriere (Brennstabhülle), der Druck des Kühlmittels für die 3. Barriere (druckführende 

Umschließung des Primärkreises) und für die 4. Barriere der Atmosphärendruck und die 

Temperatur im Sicherheitsbehälter.  

Tabelle 2.2 – Thermohydraulische Nachweiskriterien für die Störfallanalyse 

Barrieren Gefährdung der Barriere 

durch 

Thermohydraulische 

Nachweiskriterien 

Störfall-

kategorie 

Brennstoff-

Kristallgitter 

steigende Neutronenfluss-

dichte, positive Reaktivität 

 Brennstoff-

temperatur 

 Reaktorleistung 

I., IV., V.  

Brennstabhülle 

Kühlmitteldruck sinkt 

beziehungsweise 

Kühlmitteltemperatur steigt 

 DNBR I., bis VI. 

druckführende 

Umschließung 

des Primär-

systems 

Anstieg von Kühlmittel-

temperatur, Drehzahl der 

Kühlmittelpumpen und 

Änderung im Druckhalter-

füllstand 

 Kühlmitteldruck 
II., III., IV., 

V. 

Sicherheits-        

behälter 

Abfall des Primärdruckes 

beziehungsweise des 

Sekundärdruckes 

innerhalb des Sicherheits-

behälters 

 Atmosphärendruck 

und 

 Temperatur im 

Sicherheitsbehälter 

I., VI. 

 

Die Neutronenflussdichte kann aufgrund unterschiedlichster Ursachen nicht zu-

lässige Werte annehmen und somit das Brennstoff-Kristallgitter belasten. Beispielsweise 

steigt die Neutronenflussdichte beim ungewollten Ausfahren von einzelnen Steuer-

elementen oder Steuerelementgruppen. Hierfür sind die Reaktorleistung und die 

Brennstofftemperatur zu überprüfen. 

Die Neutronenflussdichte kann auch infolge einer Unterkühlung des Hauptkühl-

mittels ansteigen. Dies geschieht bei allen Störfällen, die in der Störfallkategorie I. – 

„Erhöhung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr“ – eingeordnet sind. In diesem Fall strömt 

das Hauptkühlmittel mit einer niedrigeren Temperatur in den Reaktorkern hinein, wobei 

die Kühlmitteldichte aufgrund des Temperaturabfalls größer ist als im Betriebszustand. 

Infolge der erhöhten Kühlmitteldichte wird die Neutronenmoderation verbessert, sodass 

mehr thermische Neutronen für die Kernspaltungsprozesse zur Verfügung stehen. Die 

Reaktorleistung steigt und muss geprüft werden. 

Für die Barriere der Brennstabhülle ist das Nachweiskriterium zum sicheren 

Abstand zum Filmsieden (DNBR) zu erbringen. Dieses Nachweiskriterium ist prinzipiell 

für alle Störfallkategorien zu berücksichtigen, da hiermit belegt werden kann, ob die 
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Integrität der Hüllrohre aufgrund unzureichender Wärmeabfuhr gefährdet sein könnte. 

Tritt das Filmsieden an der Hüllrohroberfläche auf, bildet sich zwischen dem 

Hüllrohrmaterial und dem flüssigen Kühlwasser ein Dampffilm. Dieser Dampffilm ver-

ringert schlagartig den Abtransport der Wärme von der Hüllrohroberfläche um ein 

Vielfaches, im Vergleich zur deutlich besseren Wärmeübertragung beim direkten 

Kontakt der Brennstäbe mit flüssigem Wasser. Bleibt der Wert des DNBR oberhalb eines 

kritischen Wertes, so kann geschlussfolgert werden, dass keine gefährdende thermische 

Überhitzung vorlag. Tritt während des Ablaufes von Störfällen das Filmsieden ein, muss 

die Nachweisführung zwingend die Hüllrohrtemperatur aufzeigen. Dieser Sachverhalt ist 

stets bei Kühlmittelverluststörfällen zu beachten.  

Steigt der Hauptkühlmitteldruck, darf dadurch die Integrität der druckführenden 

Umschließung des Primärkreises nicht beeinträchtigt werden. Wichtige Indizien sind 

beispielsweise der Anstieg des Druckhalterfüllstands oder der Anstieg der Kühlmittel-

temperatur. Der Hauptkühlmitteldruck steigt auch bei einer zu starken Heizleistung an, 

also infolge einer Fehlfunktion der Druckhalterheizung, was einen Füllstandsabfall im 

Druckhalter zur Folge hat. Prinzipiell belastet auch eine zu hohe Temperatur die 

Festigkeit der druckführenden Umschließung. Allerdings würde durch zu hohe Kühl-

mitteltemperaturen der Abstand zum Filmsieden sich schnell verringern, sodass in 

diesem Fall und in erster Instanz die Barriere der Brennstabhülle gefährdet wäre. Daher 

ist hier das DNBR als auschlaggebendes Nachweiskriterium zu erbringen. 

 

Die beiden letzten in der Tabelle 2.2 aufgelisteten Nachweiskriterien sind der 

Atmosphärendruck und die Temperatur im Sicherheitsbehälter, um dessen Integrität zu 

prüfen. Eine Gefährdung des Sicherheitsbehälters wird zum einen durch Kühlmittel-

verluststörfälle und zum anderen durch nicht absperrbare Leckagen im Frischdampf 

oder Speisewassersystem innerhalb des Sicherheitsbehälters verursacht. Wenn die 

druckführende Umschließung des Primärkreises beschädigt ist, dann ist der Sicherheits-

behälter die letzte Barriere für das Zurückhalten der radioaktiven Stoffe.  

Bei Kühlmittelverluststörfällen gilt darüber hinaus eine weitere Nachweisführung 

die im Rahmen der Störfallanalyse durchzuführen ist. Diese Festlegungen sind Bestand-

teil der Regelwerke [4] und U.S. NRC 10 CFR Part § 50.46 [27]. Hiermit werden 

zulässige Werte beschränkt auf:  

 die maximale Hüllrohrwandtemperatur von 1477 K,  

 die maximale Oxidationstiefe von 17 % der tatsächlichen Hüllrohrwandstärke, 

 die Zirkonium-Oxidation, sodass maximal 1 % der Gesamtmasse des Zirkonium-

inventars umsetzbar ist,  

 die Hüllrohrschäden, sodass Grenzwerte (maximal 10 % Edelgase, 3 % 

Halogene, 2 % flüchtige Feststoffe, 0,1 % sonstige Feststoffe) bei der Spaltstoff-

freisetzung eingehalten werden, 

 die Hüllrohrverformung (möglich durch hohe Druck- und Temperaturgradienten) 

bei der gilt, dass nicht unmittelbar der gesamte Kühlkanal blockiert wird und damit 

der Erhalt einer freien Strömungsfläche gewährleistet werden kann. 

Für die Durchführung von Störfallanalysen müssen entsprechende Verfahren und 

Techniken eingesetzt werden, um bei der Störfallberechnung vorhandene Unsicher-

heiten mit zu erfassen.    
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3 Analysetechniken für die Durchführung  
von Störfalluntersuchungen 

 

Aufgrund der für Kernkraftwerke geltenden Sicherheitsanforderungen muss die 

Durchführung von Störfalluntersuchungen mittels Computertechnik in systematischer 

Weise erfolgen. Die hier vorgestellten prinzipiellen Arbeitsschritte, die für eine nume-

rische Störfallberechnung erforderlich sind, zeigt schematisch die Abbildung 3.1. Die in 

der Arbeit verwendeten Begriffe der Verifikation und Validierung entsprechen den Defi-

nitionen gemäß DIN EN ISO 9000 [28, Ziffer 3.8.5]. 

 
Abbildung 3.1 – Allgemeine Vorgehensweise zur Durchführung einer Störfalluntersuchung 

Bevor eine Störfallanalyse durchgeführt werden kann, muss zunächst ein geeig-

netes Computerprogramm ausgewählt werden. Danach wird entsprechend den Regeln 

dieses Programms ein Eingabedatensatz entwickelt, der das Rechenmodell beschreibt 

und die Randbedingungen für die Analyse des Störfallablaufs enthält, siehe dazu  Punkt 

1 der Abbildung 3.1. Aufgrund der Programmdokumentation und der Validierungsmatrix 

[29] kann der Analytiker ermitteln, ob das Programm für den zu analysierenden Störfall 

geeignet ist. In der Validierungsmatrix sind alle Experimente aufgelistet, die für die 

Programmentwicklung verwendet wurden. Diese ist zu verwenden, um das Störfallanaly-

seprogramm hinsichtlich der Anwendbarkeit der physikalischen Modelle zu beurteilen.  

Für die Erstellung des Rechenmodells müssen alle erforderlichen Eingabedaten 

bekannt sein wie beispielsweise die Geometrie-, Material- und Prozessdaten. Schon die 

Ermittlung aller dieser Daten ist ein aufwendiger Prozess. Die Rechenmodelle für die 

Störfallanalyse sind sehr umfangreich, da sowohl die thermohydraulischen Systeme als 

auch die Steuer- und Regelungssysteme des gesamten Primärkreises und von Teilen 

des Sekundärkreises modelliert werden müssen. Darum muss der laufende Modell-

fortschritt immer wieder durch Zwischenrechnungen überprüft werden. Das bedeutet, 

dass beispielsweise nach der Eingabe der Reaktorgeometrie die thermohydraulischen 

Zustände im Kern simuliert und diese Werte mit den vorliegenden Daten verglichen 

werden müssen. Dazu zählen die Reaktorleistung und der strömungsbedingte Druck-

verlust im Reaktordruckbehälter. Die Strömung durch den Reaktordruckbehälter kann 

auch ohne Verbindung der Hauptkühlmittelschleifen simuliert werden, indem an den 

Eintritts- bzw. Austrittsstutzen geeignete Randbedingungen definiert werden. Anschlie-

ßend können die einzelnen Kühlmittelschleifen mit den Dampferzeugern erstellt werden. 

Die in dieser Weise sukzessiv aufgebauten Teilmodelle ermöglichen die Verifikation von 

Zwischenergebnissen. Dabei erfolgt ein Vergleich mit Auslegungswerten, Hand-

rechnungen und anderen schon existierenden Simulationsergebnissen solange, bis eine 

ausreichende Übereinstimmung mit den Rechenergebnissen vorliegt. Für die Teil-

modellentwicklung können – falls möglich – auch experimentelle Daten herangezogen 

werden. Dafür können auch andere Experimente berücksichtigt werden als diejenigen, 

die bereits in der Validierungsmatrix aufgelistet sind. Fällt der Vergleich nicht zufrieden-

stellend aus, wird zunächst nach der Ursache geforscht. Dann wird gegebenenfalls das 
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Rechenmodell entsprechend abgeändert und werden Wiederholungsrechnungen durch-

geführt, wie das die Arbeitsschritte 1 bis 5 der Abbildung 3.1 zeigen. Die Modell-

anpassung darf dabei nur in einem angemessenen Bereich erfolgen und das setzt 

entsprechende Erfahrungen des Analytikers voraus.  

Der Verifikationsprozess verfolgt hauptsächlich das Ziel (Punkt 4 der Abbildung 3.1), 

eventuelle Fehler in der Entwicklung des Rechenmodells frühzeitig zu erkennen und zu 

beseitigen. Die Validierung (Punkt 5 der Abbildung 3.1) betrifft die letzte Überprüfung, 

also den Prozess, in dem die einzelnen Teilmodelle miteinander verknüpft und die 

Ergebnisse des Gesamtmodells mit den zugrundeliegenden Kernkraftwerksdaten ver-

glichen werden [30, S. 14-17]. Aus praktischen Erwägungen ist es bei Störfallunter-

suchungen üblich, zunächst ein Rechenmodell zu generieren, das den stationären Voll-

lastbetrieb des Kernkraftwerks simuliert. Für die Validierung dieses Modells werden 

wichtige Betriebsparameter verwendet; das können Messwerte aus dem Kernkraftwerk 

oder Auslegungswerte sein.  

Für die Kernkraftwerkstechnik ist nach der Validierung des Gesamtmodells ein 

spezieller Anschlussprozess erforderlich, um die Glaubwürdigkeit und die Aussagekraft 

der bevorstehenden Störfalluntersuchung zu prüfen. Beispielsweise wird in den USA die 

Anwendbarkeit der Analysetechnik (siehe Tabelle 3.1) inklusive des Störfallanalyse-

programms anlagenspezifisch geprüft, ehe diese für den Zweck der Genehmigung 

freigegeben werden. Im Gegensatz dazu wird in Deutschland lediglich die Anwend-

barkeit der Analysetechnik geprüft, d. h., es wird geprüft, ob ein Eingabedatensatz den 

Anforderungen genügt und ob das Störfallanalyseprogramm für die geplanten Anwen-

dungen ausreichend verifiziert ist. 

 

3.1 Das Störfallanalyseprogramm TRACE 
 

Für die Störfalluntersuchung gibt es prinzipiell mehrere Arten von Computerpro-

grammen. Das sind zum einen spezielle Programme, wie beispielshalber COBRA, 

TRANSURANUS und STAV, bei denen viele Einzeleffekte zusammenwirken. Mit 

COBRA werden globale Unterkanalanalysen im Kernbereich durchgeführt und mit STAV 

werden Brennelemente ausgelegt und Transienten berechnet. Dabei werden spezielle 

Analysegebiete bei der Brennstabmodellierung abgedeckt, bei der das Brennstoff-

schwellen und Hüllrohrkriechen infolge von Abbrandeffekten berechnet werden kann. 

Für die Simulation der Neutronenkinetik des Reaktorkerns können zusätzliche 

Computerprogramm wie PARCS [9] oder DYN3D [31] eingesetzt werden. Für die 

meisten Untersuchungen der Störfallkategorie IV. (Änderung der Reaktivität und der 

Leistungsverteilung, siehe Tabelle 9.1) reicht allerdings eine einfache Betrachtungs-

weise der Neutronenkinetik (Punktkinetik) aus, die beispielsweise in TRACE umgesetzt 

ist. 

Die Störfallanalyseprogramme, mit denen das umfangreiche (integrale) Anlagen-

verhalten eines Kernkraftwerks bei verschiedenen Störfallereignissen untersucht werden 

kann, sind eine weitere Art der Rechenprogramme. Diese lassen sich unterteilen in 

Programme für die Analyse der Auslegungsstörfälle und in Programme für die Analyse 

der auslegungsüberschreitenden Störfälle. Für die erste Art können Rechenprogramme 

wie RELAP5, TRAC, TRACE [9] oder ATHLET [32] verwendet werden, mit diesen 

Programmen wird das thermohydraulische Verhalten beispielsweise eines Störfalls 

nachgerechnet, um die Funktionsfähigkeit der Sicherheitssysteme rechnerisch nachzu-

weisen. Ein auslegungsüberschreitender Störfall – beispielsweise die Simulation einer 

Kernschmelze – könnte dahingehend mit den Rechenprogrammen MELCOR oder 

MAAP analysiert werden. 
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Insgesamt können damit heute alle Themengebiete (Neutronenkinetik, Thermo-

hydraulik, Transport und Freisetzung von Radionukliden und diverse Einzeleffekte) in 

der Kernkraftwerkstechnik simuliert werden. Weiterhin ist es möglich, diese Programme 

miteinander zu verknüpfen (Programmkopplung) [32], [33]. 

Das Störfallanalyseprogramm TRACE ist das Resultat der Weiterentwicklung und 

des Zusammenschlusses von drei Vorgängerprogrammen: TRAC-P, TRAC-B und 

RELAP. Das motiviert auch die Namensbildung des neuen Störfallanalyseprogramms: 

„TRAC/RELAP Advanced Computational Engine“. Damit ist TRACE ein modernes 

Rechenprogramm mit dem durch die Verknüpfung von nodalen Komponenten thermo-

hydraulische Aufgabenstellungen berechnet werden können. In der vorliegenden Arbeit 

wird TRACE für die Durchführung von Störfallanalysen verwendet, da es für die 

Berechnung von Auslegungsstörfällen bei Druckwasserreaktoren – neben beispiels-

weise ATHLET – dem neusten Stand von Wissenschaft und Technik entspricht. 

Die Abbildung 3.2 zeigt ein Rechenmodell für TRACE zur Analyse von Kühlmittel-

verluststörfällen, das durch ein zusätzliches Programm namens SNAP („Symbolic 

Nuclear Analysis Package“) visualisiert wurde. Die Abbildung zeigt ein sogenanntes 

Nodierungsschema, das die Komponenten der primärseitigen Kühlmittelschleife mit 

Druckhalter und Teilen des Dampferzeugers darstellt.  

Bei allen nodalen Rechenprogrammen wird beispielsweise für die Erstellung eines 

Rohrleitungsabschnitts dieser in mehrere Zellen aufgeteilt, wie das in der Abbildung 3.2 

zu sehen ist. Die Berechnung von Zustandsgrößen erfolgt durch Integration über die 

einzelnen Zellenvolumina. Durch die Integration wird ein Mittelwert gebildet, was zur 

Folge hat, dass sich innerhalb einer Zelle unter anderem kein Strömungs- oder Tempe-

raturprofil des Rohrquerschnitts ermitteln lässt. Dies ist aber bei CFD-Programmen 

(„Computational Fluid Dynamics“) auf-

grund besonderer Techniken möglich, 

die die Gradienten von Zustandsgrößen 

beschreiben. Mit nodalen Rechenpro-

grammen lässt sich jedoch bei einer ent-

sprechend feinen Einteilung der Zellen-

struktur  annähernd ein gemitteltes Strö-

mungsprofil entlang der Strömungsrich-

tung berechnen, nicht aber quer zu 

dieser. Ein weiterer Nachteil der nodalen 

Methode für eine Ortsdiskretisierung be-

steht darin, dass bei der Verwendung von 

Mittelwerten keine Rückschlüsse auf die 

turbulente Diffusion und auf die Schub-

spannung zwischen den Fluidschichten 

getroffen werden kann [10, S. 19-21]. Bei 

der turbulenten Strömung treten zusätz-

lich ein Querimpuls- und ein Energieaus-

tausch auf [35, S. 41]. In TRACE finden 

derartige mikroskopische Phänomene 

dennoch dadurch Berücksichtigung, 

dass entsprechende empirische Bezie-

hungen implementiert wurden.  

Für das Verständnis der vorlie-

genden Arbeit ist es erforderlich, die 

Programmstruktur von TRACE zu ken-

nen, damit die im weiteren Verlauf darzu-  
Abbildung 3.2 – Ausschnitt einer TRACE-

Nodalisierung einer DWR-Kühlmittelschleife 
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stellenden Ergebnisse erklärt werden können. Grundlegend für TRACE sind die fluid-

dynamischen Gleichungen, die – basierend auf einem eindimensionalen, zweiphasigen 

Strömungsmodell [10, S. 1] – programmiert wurden. Für den Reaktordruckbehälter kann 

ein dreidimensionales Netz mit einer endlich großen Anzahl von Zellen verwendet 

werden. Jeweils für die flüssige und für die gasförmige Fluidphase wurden die 

Erhaltungsgleichungen für Masse, Impuls und Energie programmiert. Weiterhin zählt zu 

diesen grundlegenden Beziehungen (engl.: „First Principles“) die Gravitationskraft, die 

auf der Erde stets anwesend ist und die sich als Produkt aus der Erdbeschleunigung und 

der Masse eines Körpers angeben lässt. Diese Kraft wirkt auch auf die Fluide. An diesem 

einfachen Beispiel wird ersichtlich, dass die grundlegenden Beziehungen auch auf 

andere physikalische Systeme angewendet werden können und dass diese nicht nur für 

die Thermohydraulik gültig sind. Daher rührt ihre Bezeichnung als „First Principles“-

Beziehungen.  

Die genannten Erhaltungssätze bilden ein System partieller Differenzialglei-

chungen, das für jeden Aggregatzustand aus dem Gleichungssystem von Navier-Stokes 

abgeleitet werden kann. Das Gleichungssystem von Navier-Stokes beschreibt exakt die 

Strömungsbewegung von Fluiden. Für die meisten Strömungsformen kann es jedoch 

nicht analytisch gelöst werden, solange keine weiteren Gleichungen verwendet werden 

[36]. 

Erst durch die Verwendung von konstitutiven Gleichungen kann das Gleichungs-

system von Navier-Stokes allgemein gelöst werden. Die konstitutiven Gleichungen 

werden beispielsweise unterteilt in empirische und in halbempirische Beziehungen [36, 

S. 19, S. 390-393], [37 S. 388], [38, S. 147]. Bei einer empirischen Beziehung wird der 

zu beschreibende physikalische Sachverhalt allein durch das Experiment begründet. 

Dem funktionalen Zusammenhang einer rein empirischen Beziehung liegen also aus-

schließlich experimentelle Daten zugrunde. Dagegen wird bei einer halbempirischen 

Beziehung der funktionale Zusammenhang einerseits aufgrund einer bestehenden 

Theorie und andererseits unter Berücksichtigung von unterstützenden Experimenten 

ermittelt. Viele Theorien basieren auf idealisierten Annahmen und leiten aus diesen 

Annahmen bestimmte Gesetzmäßigkeiten ab. Beispielsweise beschäftigte sich Stokes 

mit der Berechnung der Sedimentationsgeschwindigkeit sphärischer Körper in einer 

Flüssigkeit. Werden nun Experimente zur Messung der Sedimentationsgeschwindigkeit 

von Partikeln in Wasser durchgeführt, ergeben sich in Abhängigkeit von den speziellen 

Randbedingungen des Experiments (z. B. nicht exakt sphärische Partikel, laminare oder 

turbulente Strömung) Abweichungen von der theoretischen Vorhersage. Trotzdem kann 

der theoretisch gewonnene Ausdruck als erstes Glied des speziellen funktionalen 

Zusammenhangs verwendet werden. Der theoretische funktionale Zusammenhang wird 

also durch die Erkenntnisse aus dem Experiment nur noch ergänzt – entweder durch 

weitere Stellgrößen (Variablen) oder durch Konstanten. In diesem Fall wird von einer 

halbempirischen Beziehung gesprochen.  

Beide Arten der konstitutiven Gleichungen basieren also auf experimentellen 

Untersuchungen. Ein wesentliches Merkmal der konstitutiven Gleichung besteht darin, 

dass diese – im Gegensatz zu den First-Principles-Beziehungen – nur in einem festge-

legten Gültigkeitsbereich verwendet werden dürfen. Dieser Gültigkeitsbereich wird durch 

die Randbedingungen eingeschränkt, die aus den experimentellen Untersuchungen 

herrühren. Diese betreffen beispielsweise einen bestimmten Druck- und Temperatur-

bereich oder gewisse Strömungsquerschnitte. Da es in Abhängigkeit von der jeweiligen 

technischen Anwendung die unterschiedlichsten Randbedingungen gibt, werden immer 

neue Experimente durchgeführt. Für die experimentelle Untersuchung der thermo-

hydraulischen Phänomene im Kernkraftwerk müssten eigentlich die realen Gegeben-

heiten berücksichtigt werden. Bei den meisten Experimenten ist das aber aus den 

verschiedensten Gründen nicht möglich, vor allem deshalb nicht, weil die Kosten 
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möglichst gering gehalten werden müssen. Viele Experimente werden deswegen im 

Vergleich zu den realen Bedingungen im Kernkraftwerk kleiner skaliert aufgebaut. Für 

die Untersuchung von Einzeleffekten ist dieses Vorgehen zulässig, weil bei der 

physikalischen Beschreibung der untersuchten Wechselwirkungsprozesse häufig mit 

dimensionslosen Kennzahlen der Ähnlichkeitstheorie gearbeitet wird [11, S. 70]. Der 

Ausgangspunkt der Ähnlichkeitstheorie ist das Reynolds'sche Ähnlichkeitsgesetz, das 

1883 von Osborne Reynolds aufgestellt wurde. Es besagt, dass die Strömungen am 

Original und am Modell dann mechanisch ähnlich verlaufen, wenn die Reynolds-Zahlen 

(Re) – das Verhältnis von spezifischer Impulskonvektion zur Impulsdiffusion – überein-

stimmen. Mittlerweile gibt es eine Vielzahl von Ähnlichkeitskennzahlen, die in fast jeder 

empirischen Beziehung verwendet werden.  

Analog zur Beschreibung der Strömungsbewegung von Fluiden gilt das auch für 

die Berechnung von Wärmeleitungsvorgängen in Fluiden und von Festkörperstrukturen. 

Dafür wurden in TRACE die „Fourier’schen“ Differenzialgleichungen hinterlegt, die in 

bestimmten Fällen auch nicht analytisch gelöst werden können. Erst durch die 

Verwendung von konstitutiven Gleichungen, die auch hier aus empirischen und halb-

empirischen Beziehungen bestehen, ist eine numerische Lösung möglich [10]. Es lässt 

sich erkennen, dass im Störfallanalyseprogramm TRACE eine große Anzahl von konsti-

tutiven Gleichungen programmiert wurde, um alle relevanten thermohydraulischen 

Phänomene simulieren zu können – natürlich in Verbindung mit den erwähnten First-

Principles-Beziehungen. 

In den Vorgängerprogrammen von TRACE wurden die empirischen Beziehungen 

zunächst konservativ programmiert (siehe Abschnitt 3.3). Das lag an der bis dahin 

geringen Anzahl der durchgeführten Experimente und an der deshalb schmalen 

Verifikations- und Validierungsbasis. In TRACE sind heute alle verwendeten physi-

kalischen Modelle durch einen aufwendigen Verifikationsprozess geprüft worden [39]. 

Diese basieren bei den empirischen Beziehungen auf „Best-Estimate“-Modellen. Bedingt 

durch die jeweils verwendete Messmethode und die Messgeräte, ist jedoch jeder 

aufgezeichnete Messwert mit einem gewissen Messfehler behaftet, und dieser Fehler 

hat einen Einfluss auf die aus den Messwerten abgeleitete empirische Beziehung. Durch 

Regressionsanalysen [13, S. 246 ff] werden die geeignetsten Regressionskoeffizienten 

ermittelt. Es ist jedoch sehr wahrscheinlich, dass bei einer Wiederholungsmessung der 

dann beobachtete Wert vom berechneten Regressionswert abweicht. Diese Unsicher-

heiten der empirischen Beziehungen, die in TRACE hinterlegt sind, müssen quantifiziert 

und deren Auswirkungen untersucht werden. Nicht nur das Störfallanalyseprogramm 

beinhaltet Unsicherheiten, sondern bei der Durchführung von Störfallanalysen müssen 

auch noch weitere Unsicherheiten berücksichtigt werden. Dieser Sachverhalt wird im 

folgenden Abschnitt näher erläutert.  

 

3.2 Identifikation von Unsicherheiten  
bei Störfalluntersuchungen 
 

Das Vorgehen bei einer Störfallanalyse – entsprechend den im Abschnitt 3.1 

beschriebenen Arbeitspunkten – soll nun unter dem Aspekt der Unsicherheiten näher 

betrachtet werden. Zunächst müssen alle Unsicherheiten identifiziert werden, die von 

der Entwicklungsphase des Rechenmodells bis zur endgültigen Vorhersage der Störfall-

transiente für ein Kernkraftwerk auftreten können. Dies ist in der Abbildung 3.3 schema-

tisch dargestellt, wobei einige Besonderheiten zu beachten sind, die in den folgenden 

Abschnitten erläutert werden.  
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Abbildung 3.3 – Übertragung von spezifischen Unsicherheiten bei der Durchführung von 

Störfalluntersuchungen 

In den vorangegangenen Jahrzehnten wurden besonders intensiv jene Unsicher-

heiten der Analyseergebnisse untersucht, die im Wesentlichen die Eingabedaten 

(Parameter) eines Eingabedatensatzes (Rechenmodells) betreffen [7, S. 81-89], [40]. 

Dazu gehören unter anderem Geometrie- und Materialkennwerte sowie Effekte, die 

durch Alterungsprozesse hervorgerufen werden, so beispielsweise das Anwachsen von 

Oxidschichten an der Brennstaboberfläche, das Brennstoffschwellen und die Kriech-

neigung des Hüllrohrmaterials. Diese Größen gelten nur für die jeweilige Kernkraftwerks-

anlage, sodass diese daher unter dem Begriff der anlagenspezifischen Unsicherheit 

zusammengefasst wird. In den einzelnen Kernkraftwerken können beispielsweise unter-

schiedliche Hüllrohrlegierungen eingesetzt worden sein, die unterschiedliche Material-

kennwerte haben, sodass die Größen der Unsicherheiten variieren. Das bedeutet für die 

anlagenspezifische Unsicherheit, dass die jeweiligen Eingabedatensätze – je nach 

Störfalltransiente – signifikante Auswirkungen auf die Rechenergebnisse haben können 

[7, S. 55], [41, S. 35]. Der unbekannte Zeitpunkt des Störfalleintritts wird durch die ab-

deckende konservative Wahl des Zykluszeitpunktes berücksichtigt und ist somit nicht 

der anlagenspezifischen Unsicherheit zuzuordnen. 

Nicht erfahrene Analytiker, die beispielsweise eine neue Problemstellung 

bearbeiten müssen, können eine weitere Unsicherheit darstellen. In Abhängigkeit von 

seinen Erfahrungen bei der Durchführung von Störfalluntersuchungen kann er bei der 

Erstellung des Rechenmodells oder im Teilverifikationsprozess nicht sinnvolle oder 

sogar fehlerhafte Eingaben tätigen (vgl. [7, S. 23]). Zur Vermeidung dieser Unsicherheit 

sollte der Analytiker geschult und für die spezifischen Erfordernisse, die bei Störfall-

analysen zu beachten sind, sensibilisiert werden. Diese durch den Analytiker ver-

ursachte Unsicherheit wirkt strenggenommen auch auf andere Bereiche der Analyse-

technik ein, die in der Abbildung 3.3 nicht dargestellt ist. Das betrifft beispielsweise die 

spezielle Form der Durchführung der Unsicherheitsanalyse (z. B. das Erzeugen der 

Stichproben mit statistischen oder nicht-statistischen Methoden, Sampling-Verfahren 

usw.). Auch bei der Sensitivitätsanalyse – beispielsweise mit Hilfe einer Response-

Surface-Methode – können Unsicherheiten auftreten, die durch den Analytiker ver-

ursacht werden, denn die Durchführung dieser Analysen erfordert umfangreiche Kennt-

nisse der Statistik. 

Die Unsicherheit, die beim Festlegen von Modelloptionen entsteht, ist zum einen 

dadurch begründet, dass der Analytiker die Möglichkeit hat, bei der umfangreichen 

Entwicklung eines Rechenmodells vereinfachende Start- und Randbedingungen anzu-

geben. Beispielsweise können bei Kühlmittelverluststörfällen der Sicherheitsbehälter 

und dessen vollständige zeitabhängige Analyse des Druckverhaltens durch die An-

nahme einer konstanten Gegendruckbedingung ersetzt werden. Genauso problematisch 
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ist es, dass die einzelnen zu simulierenden physikalischen Phänomene bei jedem Stör-

fallanalyseprogramm eine individuelle, optimierte, örtliche Diskretisierung für die 

einzelnen Komponenten (z. B. für die Brennelemente) voraussetzen. Derartige Unter-

suchungen wurden bereits durchgeführt [42, S. 59-60]. Es muss also das Optimum 

ermittelt werden, bei dem weder eine zu fein noch eine zu grob auflösende Modell-

struktur vorliegt. In der Fachliteratur wird in Bezug auf die örtliche Auflösung mitunter 

auch von der „representation uncertainty“ [43] gesprochen. Wird diese zu fein gewählt, 

dann wachsen die Rechenzeit und die benötigte Datenverarbeitungskapazität enorm an.  

Einige Störfallanalyseprogramme bieten die Möglichkeit, für die Berechnungen 

anstelle einer implementierten Wasserdampftafel eine externe Wasserdampftafel zu 

verwenden. Darüber hinaus sind weitere Berechnungstafeln wie beispielsweise für die 

Ermittlung der kritischen Wärmestromdichte („Critical Heat Flux“ CHF) erforderlich. In 

TRACE sind deshalb mehrere CHF-Tafeln hinterlegt, wie die AECL-IPPE CHF Table, 

CISE-GE Critical Quality und der Biasi Critical Quality [10, S. 280-293]. Bei der Durch-

führung von Störfallanalysen stellt die konkrete Auswahl einer dieser Tabellen eine 

Unsicherheit dar, weil dadurch unterschiedliche Simulationsergebnisse erzielt werden.  

Viele der angeführten Beispiele von Unsicherheiten, die beim Festlegen von 

Modelloptionen auftreten, bleiben in der Regel bei einer Unsicherheitsanalyse unbe-

rücksichtigt. Im Interesse der Minimierung dieser Unsicherheiten wurden beispielsweise 

von der U.S. NRC Benutzerhandbücher entwickelt, die Hilfestellungen bei der ordnungs-

gemäßen Erstellung des Rechenmodells für einen bestimmten Auslegungsstörfall geben 

[44]. 

Die drei erläuterten Arten von Unsicherheiten (anlagenspezifische Unsicherheiten, 

analytikerspezifische Unsicherheiten und Unsicherheiten beim Festlegen der Modell-

optionen) sind bereits bei der Entwicklung des Rechenmodells zu berücksichtigen. Die 

Unsicherheiten übertragen sich auf das Störfallanalyseprogramm und werden von die-

sem weiterverarbeitet, wobei bei der rechentechnischen Abarbeitung des Programms 

neue Unsicherheiten hinzukommen.  

Die benutzte Computerhardware und das verwendete Betriebssystem (16, 32 oder 

64 Bit) haben ebenfalls einen Einfluss auf die Rechenergebnisse. Das haben Unter-

suchungen gezeigt, die im Rahmen des „U.S. NRC Code Assessment and Maintenance 

Program“ durchgeführt wurden [40, S. 4]. Dabei wurde eine Störfalltransiente mit ein und 

demselben Rechenmodell und mit demselben Störfallanalyseprogramm auf verschie-

denen Computern (PC, Unix-Workstation, Mainframe-Computer) berechnet. Zwischen 

den Ergebnissen, die auf den verschiedenen Plattformen erhalten wurden, bestanden 

erhebliche Unterschiede. Es zeigte sich auch, dass sogar die Kompilierung und 

Erstellung des ausführbaren Programmcodes – heute auf der Basis von 32-Bit oder 64-

Bit – zu unterschiedlichen Ergebnissen führen kann. Einer der Hauptursachen für die 

voneinander abweichenden Ergebnisse liegt in der unterschiedlichen internen Zahlen-

darstellung bei den verschiedenen Computersystemen und Betriebssystemen. Diese 

numerische Unsicherheit wird aber durch festgelegte Standard-Darstellungen für binäre 

Gleitkommazahlen in Computern minimiert, wie beispielsweise durch die IEEE 754. In 

den 70er Jahren – bevor diese Standards eingeführt wurden – hatte die numerische 

Unsicherheit eine viel größere Bedeutung und hat die Simulationsergebnisse sehr stark 

beeinflusst. Heute – mit der modernen Computertechnik – haben diese Unsicherheiten 

zwar immer noch einen Einfluss auf die Rechenergebnisse, der aber bedeutend geringer 

geworden ist als früher. Das liegt an der geringeren Nutzung von Maiframes, da heute 

hauptsächlich nur noch Prozessoren von „Intel“ und „AMD“ verwendet werden.  
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Einen wesentlich größeren Einfluss auf die Qualität der Simulationsergebnisse 

haben heute die programmspezifischen Unsicherheiten, die durch die in den Pro-

grammen verwendeten physikalischen Modelle verursacht werden. Diese Unsicher-

heiten betreffen die in einem Störfallanalyseprogramm verwendeten physikalischen 

Formeln. Wie bereits im Abschnitt 3.1 ausgeführt wurde, basieren die Störfallanalyse-

programme auf Erhaltungssätzen (Massen-, Energie- und Impulserhaltung) und auf 

speziellen empirischen Beziehungen, die auf der Grundlage von Einzeleffekt-Experi-

menten entwickelt wurden. Für das Gleichungssystem von Navier-Stokes und für die 

daraus abgeleiteten Gleichungen – wie zum Beispiel die Bernoulli-Gleichung – erübrigen 

sich die Unsicherheitsbetrachtungen. Dagegen basieren die empirischen Beziehungen 

auf Messwerten. Das Streuen von Messwerten lässt sich prinzipiell zwar nicht ver-

meiden, wohl aber durch eine verbesserte Messtechnik reduzieren. Die Streuung be-

wirkt, dass aufgrund der Messwertfehler eine aus den Messwerten ermittelte Ausgleichs-

funktion ebenfalls im Bereich der Messwertstreuung liegen muss. Wie diese Messfehler 

quantifiziert und ihre Auswirkungen auf die Rechenergebnisse analysiert werden 

können, wird im Kapitel 4 im Rahmen der Best-Estimate-Methode beschrieben, die in 

der vorliegenden Arbeit entwickelt wird. 

Die letzte Unsicherheit bei der Durchführung von Störfallanalysen (siehe 

Abbildung 3.3) entsteht durch die Verwendung von Messergebnissen, die in soge-

nannten Integralversuchsanlagen gewonnen wurden. Eine Integralversuchsanlage ist 

ein zumeist skaliertes Modell, das aus den wichtigsten Komponenten besteht, mit denen 

das komplexe thermohydraulische Störfallverhalten nachgestellt werden kann. Derartige 

Untersuchungen sind äußerst wichtig, denn würde bei der Programmierung eines 

Störfallanalyseprogramms lediglich die Einzeleffekt-Experimente berücksichtigt werden, 

dann könnte nicht bewiesen werden, dass die Programme für komplexe Störfallphä-

nomene plausible Ergebnisse liefern. Es muss daher geprüft werden, ob ein Programm 

den Störfall in seinem gesamten Ablauf zufriedenstellend simulieren kann. Dafür werden 

Versuchsstände verwendet, wie beispielsweise die PKL-Anlage [45, S. 3-5], die im 

Höhenmaßstab eines KWU-Druckwasserreaktors des Typs „Vorkonvoi“ (4-Loop, 

1300 MWele) konstruiert ist. Gemäß dem Skalierungskonzept wurde jedoch das 

Gesamtvolumen und die Aufteilung der einzelnen Volumina im Maßstab 1:145 vor-

genommen; das entspricht einer Reduzierung der Strömungsquerschnitte auf 1/12. Der 

Reaktorkern wurde ebenfalls verkleinert; dieser wird im Modell durch elektrische 

Heizstäbe nachgebildet. Die PKL-Integralanlage enthält den gesamten Primärkreis und 

den Sekundärkreis mit Ausnahme der Turbine und des Maschinenkondensators. Mit 

Hilfe dieser Anlage können verschiedene Phänomene untersucht werden – so 

beispielsweise die Borverdünnung nach Störfällen mit kleinem Leck im Primärkreis 

(Dampferzeuger im Reflux-Condenser-Betrieb). Dadurch lässt sich die sicherheits-

relevante Frage beantworten, ob der Reaktorkern letztlich wieder kritisch werden kann 

[46]. 

Infolge des verkleinerten Maßstabs der Modellanlage können die physikalischen 

Phänomene etwas anders als in einer realen Kraftwerksanlage ablaufen. Beispielsweise 

verhalten sich bei einer Druckabsenkung die in der siedenden Flüssigkeit aufsteigenden 

Blasen im Modell-Dampferzeuger anders als in den großvolumigen Original-Behältern. 

Die Dampfblasen können in der kleinskalierten Anlage durchaus bis zur Größe des 

Behälterdurchmesser des Modells anwachsen, während dies im realen Dampferzeuger 

aufgrund der thermohydraulischen Instabilität der Dampfblasen niemals geschehen 

kann [47], [48]. Beide Erscheinungen – die Blasengröße und die Steiggeschwindigkeit 

der Blasen – haben einen Einfluss auf die physikalischen Phänomene des Druck-

verlustes und der Wärmeübertragung; das führt in diesem Beispiel zu einer gewissen 

Unsicherheit infolge der verkleinerten Skalierung der Versuchsanlage.  
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Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass die Vielzahl der Unsicher-

heiten im Lauf der Zeit zu zwei unterschiedlichen Berechnungsmethoden geführt hat, die 

insbesondere das Ziel haben, die von Anfang an bekannten analagenspezifischen 

Unsicherheiten zu berücksichtigen. Die Kraftwerksbetreiber haben heute – gemäß den 

gültigen internationalen Vorgaben – grundsätzlich die Möglichkeit, zwischen einer kon-

servativen oder einer Best-Estimate-Berechnungsmethode zu wählen. Gegebenenfalls 

können auch beide Methoden in geeigneter Weise kombiniert werden [3], [7, S. 6], [49], 

[50], wobei bei der Anwendung dieser Methoden nach dem jeweiligen neuesten Stand 

von Wissenschaft und Technik verfahren werden muss.  

 

3.3 Konservative Methode und Best-Estimate-Methode 
mit Unsicherheitsanalyse 
 
Störfallanalysen sind entsprechend den geltenden Regelwerken durchzuführen, 

wie es in den Grundzügen im Kapitel 2 eingangs erläutert wurde. Es muss hierbei 

rechnerisch belegt werden, dass bei einem Störfall gemäß der Sicherheitsebene 3 

bestimmte Nachweiskriterien eingehalten werden können. Die Betreiber eines Kernkraft-

werks müssen die Anlagensicherheit vor der Errichtung und Inbetriebnahme, alle 10 

Jahre (periodische Sicherheitsüberprüfung) sowie bei größeren Veränderungen der 

Anlage (z. B. Turbinenupgrade mit Leistungssteigerung) nachweisen. Für diesen Nach-

weis können die Betreiber verschiedene Berechnungsmethoden verwenden, die in den 

folgenden Abschnitten beschrieben werden. 

Aufgrund des in den 70er Jahren noch begrenzten Wissensstands bei der 

rechnerischen Beschreibung von physikalischen Phänomenen in der Reaktortechnik 

wurde für die Störfalluntersuchungen eine Analysetechnik entwickelt, die vollständig 

konservativ war. Das heißt: Sowohl bei der Entwicklung des Eingabedatensatzes als 

auch bei der Anwendung des Störfallanalyseprogramms wurde konservativ vorge-

gangen [7, S. 9]. Dafür gab es mehrere Gründe: Zum einen stand – im Vergleich zu 

heute – nur eine begrenzte Rechenkapazität zur Verfügung (damalige sog. Mainframe-

Rechner – d. h. Großrechenanlagen – hatten eine wesentlich geringere Rechenleistung 

als heutige Notebooks), sodass Vereinfachungen im Störfallanalyseprogramm und bei 

den Rechenmodellen zwingend erforderlich waren, um die Berechnungen in einer 

akzeptablen Zeit durchführen zu können. Die Eingabedaten, die den Analyseaspekt – 

also die relevanten Ergebnisse – stark beeinflussen, wurden mit den ungünstigsten 

Werten angenommen, um eine hohe Konservativität zu erreichen. Sicherheitszuschläge 

wurden eingeführt, um dadurch einerseits 

die schwankenden Prozessgrößen zu be-

rücksichtigen und um andererseits die Ver-

einfachungen im Rechenmodell zu kompen-

sieren. 

Als Beispiel dafür möge die Reaktor-

leistung dienen. Diese setzt sich für den 

Zustand der Volllast wie folgt zusammen: 

nominale thermische Reaktorleistung von 

100 % zuzüglich die eingestellte Reaktor-

leistungsbegrenzung von 4 % und ebenfalls 

2 % Messfehler ergeben in dieser Betrach-

tungsweise den konservativen Zuschlag der 

thermischen  Reaktorleistung,  wie  es  in  der   

Abbildung 3.4 – Vergleich zwischen der 

quasi-stationären und konservativen ther-

mischen Reaktorleistung 
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Abbildung 3.4 veranschaulicht ist. Dieser Sachverhalt ist der Literatur zu entnehmen [5, 

S. 144], wobei hier nicht präzise genug auf die Zusammensetzung eingegangen wurde, 

sodass ein konservativer Zuschlag von 2 % bis 6 % anzunehmen sei. Ein geringerer 

Zuschlag als 6 % bei der Reaktorleistung könnte unter Umständen verwendet werden, 

wenn nachweislich ein Störfall kurz nach der erneuten Kalibrierung der Neutroneninnen- 

und Neutronenaußeninstrumentierung eintreten sollte. Derartige Kalibrierung erfolgt 

nach sechs Volllasttagen bei 100 % Reaktorleistung [22, S. 480]. Für die Störfallanalyse 

ist es heutzutage gängige Praxis für die thermische Reaktorleistung bei der konserva-

tiven Methode mindestens 106 % anzunehmen (vgl. Abbildung 3.5) Auch mit den Para-

metern „Reaktorkühlmitteldruck“, „Kühlmitteltemperatur“ und „anfängliche Wasserfüll-

stände im Druckhalter und Dampferzeuger“ wurde in analoger Weise konservativ ver-

fahren. Diese deterministische und konservative Berechnungsmethode sowie weitere 

Methoden, in Anlehnung an die IAEA Safety Standards Series No. SSG-2 [51, S. 11], 

sind in der Tabelle 3.1 chronologisch aufgelistet. 

Tabelle 3.1 – Berechnungsmethoden für deterministische Störfallanalysen 

Berechnungs-

methode 

Rechenmodell und 

Randbedingungen 

Störfallanalyse-            

programme 

Anwendungs-

zeitraum 

deterministisch 

konservativ 

konservativ 

(Eingabedatensatz mit 

Sicherheitszuschlag) 

konservativ 

(empirische Beziehung 

mit Sicherheitsfaktor) 

bis 1980 

deterministisch 

kombiniert 

konservativ 

(Eingabedatensatz mit 

Sicherheitszuschlag) 

Best-Estimate 

(empirische 

Beziehung, basierend 

auf bester Schätzung) 

seit 1980 bis 

heute 

Best-Estimate-

Methode mit    

Unsicherheits-

analyse 

Best-Estimate 

(Eingabedatensatz 

basiert auf bester 

Schätzung im 

Variationsbereich und 

wird variiert) 

Best-Estimate 

(empirische Beziehung 

basierend auf bester 

Schätzung) 

seit 1990 bis 

heute 

(dynamische) 

Best-Estimate-

Methode mit 

Unsicherheits-

analyse 

Best-Estimate 

(Eingabedatensatz 

basiert auf bester 

Schätzung im 

Variationsbereich und 

wird variiert) 

Best-Estimate 

(empirische Beziehung 

basierend auf bester 

Schätzung im 

Variationsbereich und 

wird variiert) 

eigene 

Entwicklung 

 

Die Analysen für die Sicherheitsebenen 1 und 2 werden dagegen in der Regel mit 

sogenannten Best-Estimate-Berechnungsmethoden durchgeführt. Diese beinhalten die 

angesetzten deterministischen Randbedingungen für die Analyse und die Verwendung 

eines Best-Estimate-Störfallanalyseprogramms. In der Vergangenheit wurden bei diesen 

Best-Estimate-Methoden jedoch keine Unsicherheiten berücksichtigt und quantifiziert. 

Für die Sicherheitsebene 3 wurde in früheren Zeiten, als es noch keine umfang-

reichen universell einsetzbaren Rechenprogramme gab, mit störfallabhängigen spezia-

lisierten konservativen Programmen gearbeitet, wie z. B. mit ALMOD, DRUFAN oder 

FLUT. ALMOD war ein Programm für die Analyse von Störfällen ohne Kühlmittelverlust. 

Dagegen konnte DRUFAN für die Berechnung von Kühlmittelverluststörfällen genutzt 

werden. FLUT wurde verwendet, um die Flutphase nach einem Kühlmittelverlust zu 
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berechnen. Die heute verwendeten umfangreichen Störfallanalyseprogramme, die nicht 

mehr auf spezielle Szenarien fokussiert sind, können eine Vielzahl von Szenarien 

berechnen. Diese basieren auf den Erkenntnissen des aktuellen Stands von Wissen-

schaft und Technik. Die Programmentwicklungen wurden durch die fortlaufenden ex-

perimentellen Untersuchungen von Einzeleffekten und Integralexperimenten unterstützt. 

Die dadurch gewonnene umfangreiche Datenbasis diente dazu, die konservativen 

Berechnungsgleichungen sukzessiv durch realistische physikalische Beziehungen zu 

ersetzten. Dabei wurde gewöhnlich aus dem gemessen Zusammenhang zweier (oder 

mehrerer) Größen eine Ausgleichsfunktion bestimmt, die den mittleren Funktionsverlauf 

wiedergibt (siehe Abschnitt 4.2). Diese als „Best-Estimate-Programme“ bezeichneten 

Störfallanalyseprogramme wurden ab den 80er Jahren – bei Verwendung eines konser-

vativen Eingabedatensatzes – als eine kombinierte Berechnungsmethode für die Unter-

suchung von Auslegungsstörfällen anerkannt. Heute ist diese Analysetechnik noch 

immer gängige Praxis. Für die einheitliche und relevante Auswahl der konservativen 

Eingabedaten wurden Richtlinien erarbeitet. Diese enthalten auch Aussagen darüber, 

mit wieviel Prozent gewisse Sicherheitszuschläge berücksichtig werden müssen [6], 

[51]. 

Im Lauf der Zeit hat man jedoch erkannt, dass viele der in den störfallspezifischen 

Rechenmodellen angenommenen konservativen Annahmen zu einer eher unrealis-

tischen Simulation des Störfallablaufs führen können. Hinzu kommt, dass infolge der 

konservativen Eingabedaten für jeden Zeitpunkt während der Störfallsimulation andere 

thermodynamische Zustände berechnet werden als bei einer Simulationsrechnung mit 

einer realistischen Eingabe. Folglich kann es geschehen, dass zu bestimmten Zeit-

punkten unterschiedliche thermohydraulische Strömungszustände vorliegen. Dies kann 

durchaus im Sinne der Konservativität sein, um bewusst Verschlechterungen bezüglich 

der Nachweiskriterien zu erhalten. Aufgrund der Komplexität der zu berechnenden Fälle 

ist es theoretisch aber auch möglich, Ergebnisse zu erzielen, die nicht konservativ sind. 

Als ein Beispiel für eine unerwünschte Begünstigung gibt die IAEA [7, S. 10] an, 

dass bei dem Auslegungsstörfall eines kleinen Lecks im Primärkreis die Brennstäbe 

infolge der Annahme einer erhöhten thermischen Reaktorleistung insgesamt besser 

gekühlt werden. Dies liegt daran, dass aufgrund der erhöhten Temperatur die Wärme-

dehnung der Materialen berücksichtigt werden muss, sodass der Strömungsquerschnitt 

in den Kühlkanälen zwischen den Brennstäben etwas kleiner wird als bei den normal zu 

erwartenden Reaktortemperaturen. Infolge dieser Kühlkanalverengung erhöht sich 

gemäß der Kontinuitätsbeziehung strömender Fluide die Strömungsgeschwindigkeit und 

verbessert die Wärmeübertragung von der Brennstaboberfläche zum Hauptkühlmittel. 

Hinzu kommt, dass dieser Störfall durch eine langwirkende Transiente gekennzeichnet 

ist. Diese Fakten führen insgesamt zum gegenteiligen Effekt einer konservativen 

Betrachtungsweise bezüglich des Nachweiskriteriums der maximalen Hüllenrohrtempe-

ratur. 

Bei der kombinierten Berechnungsmethode (siehe Tabelle 3.1) muss weiterhin 

davon ausgegangen werden, dass infolge der erhöhten Sicherheitszuschläge – egal 

welcher Art – zwischen einer realistischen Transiente und der entsprechenden 

konservativen Transiente ein zeitlicher Versatz auftreten kann. Ein solcher ungewollter 

Effekt tritt beispielsweise bei der LB-LOCA-Analyse (Large Break-Loss of Coolant 

Accident) ein. Infolge des Sicherheitszuschlags, durch den der Atmosphärendruck im 

Sicherheitsbehälter um 20 % reduziert wird, erfolgt der Druckabfall im Primärsystem 

etwas schneller als in der Realität. Die Brennelemente werden damit eher trockengelegt 

als in der Realität: Das entspricht dem Konzept der Konservativität. Beim Unterschreiten 

eines Grenzdrucks im Primärsystem werden jedoch in gestaffelter Reihenfolge das Not- 
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und das Nachkühlsystem aktiviert, und das erfolgt bei der konservativen Berechnung 

deutlich eher als bei der realistischen Berechnung. Infolge dessen wird der Kern früher 

gekühlt und das entspricht nicht mehr einer konservativen Betrachtungsweise. Auch für 

die Spaltproduktrückhaltebarriere des Sicherheitsbehälters ist es nicht konservativ, dass 

infolge des verringert angesetzten Atmosphärendrucks der Druckaufbau etwas lang-

samer erfolgt. 

Diese Argumente führten dazu, dass ab den 90er Jahren eine Berechnungs-

methode entwickelt wurde, bei der die konservativen Parameter des Eingabedaten-

satzes sukzessiv durch Best-Estimate-Eingabedaten ersetzt wurden. Das erfolgte im 

Prinzip analog zur bereits erläuterten Entwicklung von den konservativen zu den Best-

Estimate-Störfallanalyseprogrammen. Durch die Anwendung realistischer Rechenmo-

delle und eines Best-Estimate-Störfallanalysenprogramms konnten nun realistische 

Transienten-Verläufe simuliert werden. Dieses Verfahren setzt allerdings voraus, dass 

alle unsicheren Eingabedaten möglichst exakt vorliegen. Dafür werden die Auslegungs-

werte verwendet, statt die durch die früheren Berechnungsmethoden konservativen 

Eingabedaten. Allerdings – wenn bei der Entwicklung des Rechenmodells gewisse Aus-

legungswerte zu gering angenommen werden als tatsächlich in der Anlage vorzufinden 

sind, könnte es passieren, dass die Simulationsergebnisse zu einer falschen Ein-

schätzung der Sicherheitsbewertung führen könnten. In der Kerntechnik ist das eine 

Situation, die nicht akzeptiert werden kann. 

 
Aus diesem Grund muss eine Best-Estimate-Methode durch ein Verfahren ergänzt 

werden, das diese Probleme lösen kann. Deshalb wurde die sogenannte Unsicherheits-

analyse eingeführt, mit der theoretisch alle unsicheren Daten (Parameter) behandelt 

werden können, die vor der Durchführung einer Störfallanalyse als für das Ergebnis 

relevant erkannt worden sind, wie das schon im Abschnitt 3.2 dargestellt wurde. 

Mit Hilfe der Unsicherheitsanalyse wird also versucht, möglichst nur die relevanten 

unsicheren Parameter zu erkennen und nur diese in die Untersuchung einzubeziehen. 

Ansonsten wäre der Analyseaufwand äußerst groß. Aus den unsicheren Datensätzen 

werden aufgrund probabilistischer Erwägungen geeignete Stichproben in einem für 

diese Datensätze anzunehmenden Gültigkeitsbereich (Streubereich) gezogen. Nur die 

ausgewählten Datensätze werden in der Berechnungsmethode verwendet. Wie die 

unsicheren Daten gestreut werden, hängt von der jeweiligen Art der Unsicherheits-

analyse ab; dies wird im nächsten Abschnitt kurz erläutert. Generell stellt diese neue 

Berechnungsmethode die Simulationsergebnisse in einen Streubereich dar. Die Ränder 

des Streubereichs, in dem die Ergebnisse liegen, werden als Unsicherheitsband oder 

als Unsicherheitsintervall bezeichnet. Dieses Intervall hängt von der Anzahl der parallel 

durchgeführten Simulationsrechnungen mit variierten Eingabedaten ab. 

Es gibt grundsätzlich zwei Arten von Unsicherheitsanalysen, die entweder auf eine 

probabilistische oder auf eine deterministische Weise durchzuführen sind. Gemäß den 

Aussagen in der Literatur [7, S. 12] ist eine probabilistische Methode dadurch charakteri-

siert, dass jeder unsichere Eingabeparameter durch eine Verteilungsfunktion beschrie-

ben wird. Dagegen werden bei einer deterministischen Methode keine Verteilungs-

funktionen benutzt. Stattdessen werden geeignete Ungenauigkeitsbereiche oder Grenz-

werte spezifiziert, die den verfügbaren experimentellen Daten entsprechen. Die ausge-

wiesenen Unsicherheiten der Rechenergebnisse sind damit deterministisch und nicht 

probabilistisch [7, S. 18]. Um eigene Begriffsdefinitionen zu vermeiden, wird diese Me-

thode im Weiteren als „nicht-probabilistische Methode“ bezeichnet. Dadurch sollen 

Verwechslungen mit dem allgemeinen Begriff „deterministisch“ vermieden werden. 

Deterministische Vorgaben [52, S. 3] sind bei der Durchführung von deterministischen 
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Sicherheitsanalysen nämlich immer einzuhalten und fest vorgegeben, wie es im Ab-

schnitt 2.2 erläutert wurde betrifft dies die ungünstigsten Kombinationen. Diese 

Vorgaben sagen aber nichts über die verwendete Berechnungsmethode aus und können 

– wie bereits erläutert – bei Best-Estimate-Verfahren sowohl mit probabilistischen als 

auch mit nicht-probabilistischen Unsicherheitsanalysen durchgeführt werden. 

Bei der Durchführung einer Unsicherheitsanalyse müssen mehrere Fragen geklärt 

werden: Wie viele Rechnungen sind erforderlich, um eine hohe Signifikanz der Ergeb-

nisse zu erzielen? Welche Eingabedaten (Parameter) sind erforderlich und innerhalb 

welchen Intervalls müssen die Werte variiert werden? Das Problem besteht nämlich 

darin, dass bei umfangreichen Rechenmodellen meistens mehrere hunderttausend 

Parameter erforderlich sind (Abbildung 3.7, [7, S. 12]), die variiert werden könnten. 

Üblicherweise werden bei den gängigen etablierten Verfahren aber nur die wichtigsten 

Parameter berücksichtigt, so z. B. bei den Best-Estimate-Methoden für LB-LOCA Ana-

lysen. In diesem Zusammenhang ist die sogenannte Best-Estimate-ASTRU-Methode zu 

nennen, die im Abschnitt 3.4.5 näher beschrieben wird. Die Unsicherheitsanalyse für 

sämtliche Datensätze durchzuführen, ist faktisch nicht möglich und führt außerdem zu 

einem Signifikanzverlust, wie das in der Literatur [53, S. 6] beschrieben wird: „Even if it 

were possible to quantify all possible solutions, combining all  the uncertainties together 

could cause our data to lose significance, i.e. to become ‘washed out‘ in terms of 

significance.“ Die Beantwortung dieser Fragen ist Bestandteil einer Best-Estimate-

Methode. Auch diese Fragen werden im Abschnitt 3.4 für die bereits etablierten 

Methoden nach dem aktuellen Stand von Wissenschaft und Technik erläutert. Die Be-

schreibung der eigenen Methode erfolgt im Kapitel 4. 

Die bei der Berechnung mit Best-Estimate-Methoden – gegenüber konservativen 

Methoden – mögliche Vergrößerung des Sicherheitsabstands (Sicherheitsmarge) ist in 

vereinfachter Form in der Gegenüberstellung in Abbildung 3.5 ersichtlich. Auf der 

Ordinate ist die physikalische Belastung der Barrieren aufgetragen, so beispielsweise 

der Druck innerhalb der druckführenden Umschließung des Primärkreises. Die im 

Diagramm eingetragene physikalische Belastungsgrenze entspricht der maximalen 

Belastbarkeit der jeweiligen Barriere. Ein Überschreiten dieser Grenze führt sofort zur 

Verletzung der Integrität. Im Beispiel  des  Drucks  ist  beim  Überschreiten  des  maximalen  

 

  
Abbildung 3.5 – Vergleich des Sicherheitsabstands bei der konservativen 
Methode und der Best-Estimate-Methode mit Unsicherheitsanalyse 
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Druckwertes  die  mechanische Festigkeit der druckführenden Umschließung nicht mehr 

gewährleistet: Rohrleitungen oder Behälter bersten. Dies muss in einem Kernkraftwerk 

natürlich verhindert werden. Deshalb wurden durch Genehmigungsbehörden – wie 

durch das „Bundesministerium für Umwelt, Naturschutz, Bau und Reaktorsicherheit“ 

(BMUB) oder durch die U.S. NRC – regulatorisch eine technische Belastungsgrenze 

eingeführt, die unterhalb eines physikalischen Belastungsgrenzwertes liegt. Demnach 

dürfen die Barrieren im Störfallverhalten nur noch maximal bis zu ihrer zulässigen 

technischen Belastungsgrenze beansprucht werden.  

Im Störfallablauf werden die Barrieren beansprucht, wobei es bei der konser-

vativen Methode zu stärker ausgeprägten Minimal- bzw. Maximalwerten kommt, als das 

bei einer realistischen Best-Estimate-Methode der Fall sein kann. Die Gründe dafür sind 

in den vorangegangenen Abschnitten ausgiebig erläutert worden. Ausgehend von der 

maximalen Beanspruchung durch die Störfalltransiente, ist der gesamte verfügbare 

Sicherheitsabstand zur jeweiligen technischen Belastungsgrenze zu betrachten und für 

den Genehmigungsprozess anzuwenden, siehe Abbildung 3.5. Es ist erkennbar, dass 

im Vergleich der beiden Methoden für den Sicherheitsabstand ein theoretischer Unter-

schied zu erwarten ist. Der nun besser bekannte Sicherheitsabstand bei der Best-

Estimate-Methode weist gleich auf mehrere Vorteile dieser Berechnungsmethode hin. 

Grundsätzlich ist allein schon in der genauen Kenntnis des Störfallverlaufs und des 

Sicherheitsabstands ein Sicherheitsgewinn zu sehen. Außerdem lassen sich nun 

praktische, die Sicherheit weiter verbessernde Maßnahmen – wie beispielsweise eine 

optimierte Kernauslegung – durchführen. Nachteilig ist allerdings, dass allein schon 

durch die Unsicherheitsanalyse der Analyseaufwand ansteigt. Nicht ganz so proble-

matisch ist es, dass die benötigte Rechenkapazität – d. h. das Datenvolumen – auf etwa 

das Hundertfache ansteigt. Trotz der genannten Vorteile der Best-Estimate-Methode 

bleibt abzuwarten, ob diese bei zukünftigen Störfalluntersuchungen die rein konservative 

oder die kombinierte Methode ablösen wird. 

Um zu verstehen, wie die bisherigen Best-Estimate-Methoden für die Analyse von 

Störfällen eingesetzt wurden, ist es erforderlich, den aktuellen Stand von Wissenschaft 

und Technik der etablierten Best-Estimate-Methoden zu beschreiben. 

 

3.4 Stand von Wissenschaft und Technik der  
wesentlichen Best-Estimate-Methoden 
 

Das grundsätzliche Ziel jeder Best-Estimate-Methode besteht darin, einen ange-

nommenen Störfall so realistisch wie möglich zu simulieren, wobei alle Unsicherheiten 

(siehe Abschnitt 3.2), die bei der verwendeten Analysetechnik (siehe Abschnitt 3.3) 

entstehen können, zu identifizieren und zu berücksichtigen sind. Dabei ist der gesamte 

Prozess von der Planung der deterministischen Störfallanalyse bis hin zur Durchführung 

und Auswertung der Ergebnisse zu betrachten. Die Abbildung 3.6 [54] zeigt ein Fluss-

diagramm zur analytischen Behandlung von Störfällen bei der Anwendung einer Best-

Estimate-Methode, wobei die wichtigsten Arbeitsschritte kurz erläutert werden. 
Der erste Arbeitsschritt ist identisch mit der bereits dargestellten Vorgehensweise 

bei der Durchführung von Störfalluntersuchungen gemäß Kapitel 3. Im zweiten Arbeits-

schritt wird festgelegt, wie die Unsicherheits- und Sensitivitätsanalyse durchgeführt 

werden soll, wobei der Arbeitsumfang mit der anzuwendenden Best-Estimate-Methode 

bestimmt ist. Dabei bildet die spezifische Form der Behandlung von Unsicherheiten den 

Schwerpunkt der jeweiligen Best-Estimate-Methode. Die bereits etablierten Methoden 

werden in späteren Abschnitten beschrieben.  
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Durch eine Unsicher-

heitsanalyse werden bei 

Simulationsrechnungen die 

streuenden Daten (z. B. die 

Rohrwandstärke ± Ferti-

gungstoleranz, physikalische 

Modellunsicherheiten) be-

rücksichtigt, um eine quantita-

tive Aussage hinsichtlich der 

Auswirkungen der Streuung 

auf das Berechnungsergebnis 

zu erhalten. Bei der Anwen-

dung der Unsicherheitsana-

lyse gibt es prinzipiell zwei 

Varianten, die in der Abbil-

dung 3.7 a) und b) [7, S. 12], 

[43], schematisch dargestellt 

sind. Zunächst kann aus der 

Literatur entnommen werden, 

dass ein Eingabedatensatz für die Störfalluntersuchung in der Größenordnung von n  

105 Programmparametern beinhaltet. Davon sind ca. 103 bis 104 physikalische Werte, 

wie beispielsweise Zustandsgrößen (Druck und Temperatur) sowie Materialkennwerte 

(spezifische Wärmekapazität, Wärmeleitkoeffizient) bei allen Komponenten und jeder 

Node zu berücksichtigen. Darüber hinaus müssen gegebenenfalls fluiddynamische 

Werte wie der Massenstrom in Abhängigkeit der Zeit berücksichtig werden. Es sind auch 

Prozessgrößen (bei welchem Ansprechdruck öffnet eine Rückschlagklappe, Sicherheits-

ventile, Pumpenkennlinien, etc.) in einem Eingabedatensatz mit aufzunehmen. Ebenfalls 

sind die Geometriedaten (Durchmesser, Krümmer unterschiedlicher Bauarten, etc.) zu 

beachten. Bei der Erstellung des Reaktorkerns werden sehr viele Eingabedaten benötigt 

betreffend der Brennstäbe (Gasspaltdicke, Gasspaltdruck, Spaltgasanteile, Wärmeüber-

gangskoeffizient im Spalt, Abbrand, Verformungsgrößen durch Hüllrohrkriechen und 

Pelletschwellen). Wie bereits im Abschnitt 3.2 erläutert wurde sind auch hinsichtlich der 

physikalischen Modelle im verwendeten Störfallanalyseprogramm Unsicherheiten vor-

zufinden. In Abhängigkeit vom Kenntnisstand und von der Schwankungsbreite dieser 

Daten entsteht damit aufgrund der Streuung der Daten im Rechenmodell eine Unsicher-

heit hinsichtlich des Rechenergebnisses. Die zum Zeitpunkt des Störfalleintritts gültigen 

Eingabedaten sind nicht bekannt; deswegen werden die Auslegungsdaten zugrunde ge-

legt. Die Schwankungsbreite der Eingabedaten und die physikalischen Modelle be-

einflussen das Nachweiskriterium und damit auch die Sicherheitsbewertung. Deswegen 

sollten alle verfügbaren Informationen über die Anlage, über die Systemzustände, über 

die zugrundeliegenden integralen Versuchsanlagen und Einzelversuchsanlagen sowie 

alle aktuellen wissenschaftlichen Erkenntnisse genutzt werden, um eine bestmögliche 

Störfallberechnung durchführen zu können (siehe Abbildung 3.6). Es muss entschieden 

werden, nach welcher Variante die Unsicherheitsanalyse durchgeführt werden soll. Die 

beiden Möglichkeiten sind in der Abbildung 3.6 schematisch dargestellt. 

Aus der Abbildung 3.7 a) ist ersichtlich, dass die im Rechenmodell vorhandenen 

Unsicherheiten (anlagenspezifische und analytikerspezifische) und die Unsicherheit, die 

durch das Festlegen von Modelloptionen entsteht (siehe Abschnitt 3.2), zunächst nicht 

berücksichtigt werden. Auch die programmspezifische Unsicherheit wird zunächst nicht 

beachtet.  

Abbildung 3.6 – Analytische Behandlung von Störfällen 

mit Best-Estimate-Methoden [54] 
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Erst nach der 

Durchführung der Simu-

lation mit Hilfe von Teil-

rechenmodellen n wer-

den die wichtigsten Re-

sultate bezüglich der 

Nachweiskriterien (z. B. 

die maximale Hüllrohr-

temperatur und der 

Druck) mit den relevan-

ten experimentellen Er-

gebnissen verglichen, 

um die Abweichungen 

zwischen dem Rechen-

modell und dem Experi-

ment zu ermitteln. Diese 

Abweichungen werden 

später auf die Rechen-

ergebnisse der Störfall-

transiente übertragen. 

Dabei wird angenom-

men, dass die Abweichungen – direkt oder nach einer entsprechenden Skalierung – auf 

das Endergebnis des Gesamtmodells übertragen werden können. Bei dieser Variante 

werden vor der Simulationsrechnung die spezifischen Unsicherheiten absichtlich nicht 

einzeln betrachtet, um nicht den Aufwand einer Unsicherheitsanalyse betreiben zu 

müssen. Das Unsicherheitsband wird dabei aus den einzelnen Abweichungen 

zusammengesetzt, die zwischen den Rechenergebnissen m der Teilrechenmodelle n 

und den Ergebnissen der Experimente bestehen. Für dieses Unsicherheitsband gibt es 

in der Regel keine statistischen Anforderungen. Dagegen müssen bei der zweiten 

Variante, die in der Abbildung 3.7 b) dargestellt ist, die Unsicherheiten vor der eigent-

lichen Berechnung identifiziert und ihre Schwankungsbreiten in den Rechenmodellen 

berücksichtigt werden. Dafür ist es erforderlich, mehrere Rechenmodelle zu entwickeln, 

die somit die Schwankungsbreiten repräsentativ abbilden. Die wohl einfachste und auch 

älteste Verfahrensweise besteht darin, die bereits erläuterte „nicht-probabilistische 

Methode“ anzuwenden. Bei dieser Methode werden mindestens drei Rechenmodelle 

erzeugt. Die drei Rechenmodelle sind nahezu identisch, nur dass beispielsweise ein 

einziger Parameter verändert wird. Im einleitenden Beispiel dieses Abschnitts mit einem 

Datensatz für die Rohrwandstärke ± Fertigungstoleranz würden somit in drei separaten 

Rechenmodellen die minimale Abweichung, die maximale Abweichung und der 

Erwartungswert der Rohrwandstärke verwendet werden. Nach der Berechnung der drei 

Rechenmodelle liegt für ein betrachtetes Ergebnis eine Kurvenschar von drei Verläufen 

vor, die das Unsicherheitsband bildet. Aufgrund der geringen Anzahl der 

Berechnungsergebnisse lässt sich keine statistisch abgesicherte Aussage treffen; 

außerdem ist diese Verfahrensweise („nicht-probabilistische Methode“) nach heutiger 

Erkenntnis weit überholt. Die Begründung dafür wird in den späteren Abschnitten zur 

Erzeugung und Kombination von Stichproben gegeben. 

Wird weiterhin nach dem Verfahren Abbildung 3.7 b) gearbeitet, nun aber mit dem 

Ziel, eine statistisch gesicherte Aussage bezüglich der Rechenergebnisse zu erhalten, 

dann sind neue Herausforderungen zu bewältigen. Für das relevante Ergebnis muss die 

unbekannte Verteilungsfunktion ermittelt werden, um mit dessen statistischen 

Kennzahlen anschließend eine abgesicherte Vorhersage des Störfallverlaufs treffen zu 

können.  

Abbildung 3.7 – Varianten für die Quantifizierung von Unsi-

cherheiten [7, S. 12], [43] 
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Abbildung 3.8 – Unsicherheitsanalyse bei der Best-Estimate-Methode zur Berück-

sichtigung von Unsicherheiten bei den Eingabedaten 

In der Abbildung 3.8 ist die Situation veranschaulicht, dass bei variierenden 

Eingabedaten (hier der Hüllrohraußendurchmesser sowie der Durchmesser der Pellets) 

und bei Kenntnis ihrer Verteilungsfunktion (siehe Anlage O) mehrere parallele Re-

chnungen durchgeführt werden müssen. Anschließend wird ein relevantes Ergebnis 

ermittelt, wobei die Anzahl an Rechendurchläufen als Stichprobenanzahl für die unbe-

kannte Verteilung anzusehen ist. Die Form der Verteilungsfunktion kann nun anhand der 

Stichproben abgeschätzt werden, um die statistischen Kennzahlen zu ermitteln. Sind 

diese Kennzahlen bekannt, kann eine Aussage über die statistische Sicherheit (Konfi-

denzniveau) des Rechenergebnisses [13, S. 170-172] getroffen werden. Alternativ dazu 

können aber auch verteilungsfreie statistische Toleranzgrenzen [13, S. 172] verwendet 

werden, die das Unsicherheitsband bilden. 

Da es praktisch unmöglich ist, bei der Störfalluntersuchung alle unsicheren Daten 

zu berücksichtigen, müssen jene Daten ermittelt werden, die den größten Einfluss auf 

ein interessierendes Ergebnis haben. Zu diesem Zweck werden sogenannte Sensi-

tivitätsanalysen durchgeführt, bei denen aus einer Vielzahl von variierenden Daten-

sätzen diejenigen quantitativ ermittelt werden, die den größten Einfluss auf ein be-

stimmtes Rechenergebnis haben. 

Im Folgenden werden die Best-Estimate-Methoden in ihrer zeitlichen Abfolge 

beschrieben, um den aktuellen Stand von Wissenschaft und Technik darzustellen. 

Dadurch lassen sich deren Vor- und Nachteile erkennen, die dann bei der eigenen 

Entwicklung berücksichtigt werden können. 

 

3.4.1 CSAU-Methode 
 

Die erste umfassende Best-Estimate-Methode wurde im Jahr 1989 von der 

U.S. NRC veröffentlicht [55]. Diese trägt den Titel „Code Scaling, Applicability and 

Uncertainty Method” und ist heute unter der Abkürzung CSAU bekannt [56, S. 437], [57, 

S. 10]. Die Idee zur Entwicklung dieser Methode entstand aus der Forderung, bei 

Störfallanalysen größere Sicherheitsmargen zu gewinnen, um – wie bereits einleitend 

erklärt wurde – eine flexiblere Kernauslegung zu ermöglichen. Weiterhin kam damals die 

Frage nach der Genauigkeit der Simulationsergebnisse bei den LB-LOCA-Analysen auf, 

die mit den bisherigen konservativen Methoden nicht beantwortet werden konnte. Eine 

detaillierte Beschreibung der CSAU-Methode befindet sich in den Literaturstellen [7, 

S. 109-129], [55], [58]. Die wichtigsten Charakteristika der Methode (Punkte 1-14) sind 

zusammenfassend in der Anlage B1 in einem Flussdiagramm dargestellt; diese werden 

nachfolgend erläutert. 

variierende  
Eingabedaten 
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Die CSAU-Methode kann in drei Arbeitsbereiche (Elemente 1 bis 3) unterteilt 

werden. Das Element 1 („requirements and code capability“) betrifft grundsätzlich das 

Festlegen der Störfalltransiente und die Überprüfung der Funktionalität des Störfall-

analyseprogramms. Für die zweite Aufgabe wird unter anderem die sogenannte 

„Phenomena Identification and Ranking Table“ (PIRT) verwendet. Diese Tabelle wurde 

während der Entwicklung der CSAU-Methode, aber auch im Zuge anderer Arbeiten [59] 

erstellt. Die Tabelle beinhaltet jene relevanten Einflussgrößen des Störfallablaufs, die 

sowohl durch geometrische Gegebenheiten (z. B. durch die Variation der Gasspaltdicke 

im Brennstab) als auch durch physikalische Phänomene (z. B. durch ein unterkühltes 

Blasensieden) hervorgerufen werden. Diese Tabelle ist hinsichtlich der Einflussgrößen 

nach den jeweiligen relevanten Komponenten des Kraftwerks gegliedert. Mittels einer 

Rangliste wird die jeweilige Auswirkung einer Einflussgröße auf den Störfallablauf 

subjektiv bewertet. Mit Hilfe der PIRT kann die Funktionalität des Störfallanalyse-

programms geprüft werden, indem die aufgelisteten physikalischen Phänomene mit der 

Validierungsmatrix des Programms abgeglichen werden. Da die CSAU-Methode speziell 

für den LB-LOCA entwickelt wurde, kann die PIRT nur für die Analyse eines LB-LOCA-

Störfalls verwendet werden (vgl. [59]). 

Die inhaltliche Stärke der CSAU-Methode ist durch das Element 2 („assessment 

and ranging of parameters“) gegeben, bei dem der Analytiker während der Entwicklungs-

phase des Eingabemodells stets eine ausreichende experimentelle Verifikationsbasis 

verwenden sollte. Das Element 2 ist damit der aufwendigste Arbeitsschritt bei der 

Durchführung dieser Best-Estimate-Methode. Beispielsweise können die einzelnen 

Zellengrößen der Nodierung (siehe Abschnitt 3.1) geändert werden, ohne dabei die 

Hauptabmessungen der Bauteile zu verändern. Eine Rohrleitung, die vorher aus 20 

Zellen bestand, kann in eine größere Anzahl von Zellen unterteilt werden, um dadurch 

die Auflösung der einzelnen Zellenvolumina solange anzupassen, bis die Simulations-

ergebnisse mit den Messergebnissen weitestgehend übereinstimmen. Die Modell-

anpassung darf dabei nur in einem angemessen Bereich erfolgen; das setzt ent-

sprechende Erfahrungen des Analytikers voraus (vgl. Abschnitt 3.2). 

Die sich anschließende Unsicherheitsanalyse erfolgt nach der nicht-proba-

bilistischen Methode (Abschnitt 3.3), wobei drei Arten von Unsicherheiten berücksichtigt 

werden. Zunächst werden anhand der Validierungsmatrix des ausgewählten Programms 

die Unsicherheiten bestimmt, die zwischen den experimentellen Daten (der Einzeleffekt-

Versuche) und jenen Simulationsergebnissen bestehen, die bereits für die Validierung 

des Programms verwendet wurden. Dabei werden nur jene Einzeleffekte berücksichtigt, 

die in der PIRT aufgelistet sind und die bereits bewertet wurden. Die zweite Art der 

Unsicherheiten betrifft die Skalierung, wobei die experimentellen Integralversuche 

zugrunde gelegt werden (siehe Abschnitt 3.2). Die dritten Unsicherheiten haben ihre 

Ursache in den unsicheren Eingabedaten bezüglich der Reaktorparameter. Das betrifft 

beispielsweise die axiale Leistungsverteilung und die Gasspaltdicke des Brennstabs.  

Aus diesen drei Arten von Unsicherheiten setzt sich die Gesamtunsicherheit 

zusammen, die bei der CSAU-Methode betrachtet wird. Auch wenn die Nutzung der 

PIRT zu einer Minimierung der Unsicherheiten führt, können doch noch sehr viele 

Unsicherheiten der Eingabedaten vorliegen. Zu Beginn der 90er Jahre, als die CSAU-

Methode entwickelt wurde, stellten schon ca. 20 Eingabedaten mit Unsicherheiten eine 

sehr große Anzahl dar. Schon diese Anzahl konnte aufgrund der damaligen begrenzten 

Rechenkapazität nicht berücksichtigt werden. Deshalb wurde eine Sensitivitätsanalyse 

durchgeführt, um die Eingabedaten, die für ein relevantes Rechenergebnis erforderlich 

sind, auf die – hinsichtlich ihrer Unsicherheit – wesentlichen Daten zu beschränken. 

Bei der CSAU-Methode wird für die Ermittlung von Sensitivitäten die sogenannte 

RS-Methode („Response Surface Method“) [60, S. 4], [61] verwendet. Dabei wird eine 
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Approximationsfunktion ermittelt, die jene Einflussfaktoren berücksichtigt, die ein be-

stimmtes Rechenergebnis besonders sensitiv beeinflussen. Die Approximationsfunktion 

wird durch die Methode der schrittweisen Regression ermittelt, wobei zunächst alle 

Größen von Unsicherheiten der Punkte 9 bis 11 (siehe Anlage B1) für die Bildung der 

Regressionsfunktion benutzt werden. Im Anschluss daran werden die einzelnen 

Summanden der Funktion durch statistische Tests untersucht, um einzelne Glieder zu 

eliminieren oder anzupassen. Schließlich wird damit eine Regressionsfunktion gewon-

nen, mit der eine bestimmte Rechengröße („response“) ermittelt werden kann, wobei die 

wesentlichen Unsicherheiten durch die einzelnen Funktionsglieder berücksichtigt wer-

den [61]. Diese Vorgehensweise stammt aus der sogenannten statistischen Versuchs-

planung (engl.: DoE „Design of Experiments“), bei der versucht wird, mit möglichst 

wenigen experimentellen Versuchen die Auswirkung einer Einflussgröße auf das 

relevante Rechenergebnis zu ermitteln. 

Durch die Verwendung der PIRT werden die bei der Störfalluntersuchung 

bekannten Unsicherheiten reduziert; sonst wäre der Analyseaufwand für die Unsicher-

heitsanalyse extrem hoch. Nachteilig ist allerdings, dass durch die Anwendung der RS 

nur die Sensitivitäten der skalaren Extremwerte bei Rechenergebnissen ermittelt werden 

können [7, S. 61-62]. Dabei kann aber nicht die zeitabhängige Unsicherheit ermittelt 

werden, wenn beispielsweise die Zeitspanne gesucht ist, nach der der Reaktorkern nach 

einem Kühlmittelverluststörfall wieder bis zur Brennelemente-Oberkante aufgefüllt ist. 

Um diese Zeitspanne zu ermitteln, müsste eine zeitabhängige Sensitivitätsanalyse 

durchgeführt werden. 

Für die – mit der RS-Methode selektierten – Unsicherheiten werden die minimale 

Abweichung, die maximale Abweichung und der Erwartungswert zugrunde gelegt (so 

wie es im Fall des Datensatzes der Rohrwandstärke ± Fertigungstoleranz geschehen 

ist). Unter Beachtung der Unsicherheitsgrößen kann die Anzahl der Rechendurchläufe 

aus der Anlage C - Tabelle 9.2 entnommen werden, wobei prinzipiell zwei Möglichkeiten 

bestehen. Die erste Möglichkeit besteht darin, alle drei Größen – die minimale Abwei-

chung, die maximale Abweichung und den Mittelwert – bei jedem mit Unsicherheit 

behafteten Eingabewert zu berücksichtigen und diese (bezeichnet als Eingabedaten-

sätze) miteinander zu kombinieren (2. Spalte der Tabelle 9.2). In diesem Fall steigt die 

Anzahl der Rechendurchläufe mit der Anzahl der betrachteten Eingabedatensätze sehr 

schnell an. Beispielsweise ergeben sich bei vier Eingabedatensätzen (z. B.: Temperatur, 

Druck, Massenstrom, Dampfgehalt) 81 Rechendurchläufe. Im Interesse einer Reduzie-

rung der Anzahl der Rechendurchläufe wurde deshalb die zweite Möglichkeit gewählt, 

bei der nur die minimalen Abweichungen miteinander kombiniert werden plus die 

maximalen Abweichungen der Eingabedaten mit Unsicherheiten (3. Spalte der Tabelle 

9.2). Bei dieser Variante ergeben sich im Beispiel der vier Eingabedatensätze nur 9 

Rechendurchläufe. Aus rechentechnischen Gründen konnte damals nur die zweite 

Möglichkeit zur Ermittlung der Anzahl der Rechendurchläufe benutzt werden 

Damals stellte die relativ geringe Anzahl der Rechendurchläufe bei der CSAU-

Methode einen Vorteil dar, was aber heute nicht mehr so gesehen wird. Werden nämlich 

nur die Extremwerte (Minimum und Maximum) kombiniert und nicht der Wertebereich, 

der zwischen ihnen liegt, dann kann es geschehen, dass relevante Rechenergebnisse 

nicht erfasst werden. Das heißt: Viele Rechenergebnisse können außerhalb des bis 

dahin ermittelten Unsicherheitsbandes liegen, die somit nicht erfasst werden. Dann kann 

nicht ausgeschlossen werden, dass die Kombination der Unsicherheitsgrößen innerhalb 

der Streubreite – bei der einfachen bis zweifachen Standardabweichung – zu Extrema 

bei den interessierenden Ergebnissen führt. Daher ist aus heutiger Sicht diese Vor-

gehensweise der Kombination der Extremwerte eher ungünstig.  
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Zu Beginn der 90er Jahre wurde bei einer LB-LOCA-Analyse sogar noch ein 

weiterer Schritt zur Reduzierung der Anzahl der Rechendurchläufe vorgenommen: 

Zunächst wurden 7 Eingabedatensätze (beinhaltet minimale und maximale Streubreite) 

identifiziert. Laut der Beziehung gemäß Tabelle 9.2 würden sich somit 15 Rechendurch-

läufe ergeben. In diesem Fall wurden aber bei den zuvor identifizierten Eingabedaten-

sätzen nur die „konservativen, ungünstigsten“ Extremwerte (z. B. die maximale anstatt 

die minimale Hauptkühlmitteltemperatur) berücksichtigt. Somit führen die 7 Extremwerte 

zuzüglich der Auslegungswerte zu 8 erforderlichen Rechendurchläufen, wie dies im 

Bericht der IAEA [7, S. 27] angegeben ist. Diese geringe Anzahl der Rechendurchläufe 

war eine notwendige Maßnahme, um die Berechnungen – bei den damals begrenzten 

Rechenkapazitäten – in einem angemessenen Zeitraum durchführen zu können. 

Ergänzende Gegenüberstellungen mit anderen Best-Estimate-Methoden und dessen 

erforderlichen Anzahlen der Rechendurchläufe sind in den Tabellen der Literaturstelle 

[7, S. 27-28, S. 50-54] zu finden. 

 

3.4.2 UMAE-Methode 
 
Die Beschränkung, dass mit der CSAU-Methode nur eine skalare Sensitivitäts-

analyse durchgeführt werden kann, motivierte in den Jahren von 1989 bis 1992 die 

Gruppe GRNSPG von Prof. F. D’Auria an der Universität Pisa dazu, eine alternative 

Lösung zu entwickeln. Es entstand die UMAE-Methode („Uncertainty Methodology 

based on Accuracy Extrapolation“) [7, S. 22]. 

Prinzipiell wird auch bei dieser Methode der systematische Analyseablauf der 

CSAU-Methode zugrunde gelegt, wobei jedoch in der Regel keine zusätzliche Sensitivi-

tätsanalyse durchgeführt werden muss [7, S. 23]. Dadurch ergibt sich der Vorteil, dass 

der Analyseaufwand und die analytikerspezifischen Unsicherheiten reduziert werden, 

weil – im Gegensatz zur CSAU-Methode – keine RS-Methode erforderlich ist. Somit 

entfallen einige Quellen von Unsicherheiten, die durch die individuelle Bearbeitung der 

statistischen Versuchsplanung (DoE) des jeweiligen Analytikers durchgeführt werden 

müssten. 

Zunächst muss der zu untersuchende Störfall festgelegt werden, denn dieser 

bestimmt die zu betrachtenden relevanten thermohydraulischen Phänomene, die soge-

nannten RTAs („key phenomena and Relevant Thermohydraulic Aspects”) [7, S. 157]. 

Es ist bekannt, dass die einzelnen thermohydraulischen Phänomene („single effect“) 

sowohl an kleinen experimentellen Versuchsständen gleichermaßen gültig sind wie an 

einer großen Kraftwerksanlage. Allerdings können beim gleichzeitigen Eintreten von 

mehreren einzelnen Phänomenen in einem System, diese sich gegenseitig beeinflussen 

und somit den physikalischen Gesamtablauf in einem Kernkraftwerk verändern. Daher 

werden zusätzlich experimentelle integrale Versuche durchgeführt. Da die Komponenten 

einer integralen Versuchsanlage meistens kleiner skaliert sind als die Komponenten in 

einem Kraftwerk, müssen für die Anwendung der UMAE-Methode Skalierungsfaktoren 

abgeleitet werden. Skalierungsfaktoren sind das Verhältnis aus den experimentellen 

Gegebenheiten (z. B. Geometrie und thermischer Leistung) zu den Gegebenheiten des 

realen Kraftwerks. Mit dem Nachrechnen von integralen Versuchsanlagen kann außer-

dem die Genauigkeit zwischen den Messwerten und den Rechenergebnissen ermittelt 

werden [40, S. 11] (vgl. Anlage B2 - Abbildung 9.2, Schleife: „FG“) unter Anwendung 

eines geeigneten Störfallanalyseprogramms. Es werden in der Regel Messwertaufzeich-

nungen mit einem Konfidenzniveau (Vertrauensbereich) von 95 % für die UMAE-

Methode verwendet. Die Genauigkeit wird hierbei mit einem speziellen mathematischen 

Verfahren ermittelt – die Schnell-Fourier-Transformation (engl.: FFT „Fast-Fourier Trans-  
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formation“) [62], [63] – 

d. h. diese Transforma-

tion berechnet zu jedem 

Zeitpunkt die Abwei-

chungen zwischen Ex-

periment und Rechen-

ergebnis einer thermo-

hydraulischen Größe. 

Die Unsicherheiten wer-

den in Richtung der Zeit 

Ut (Abszisse) und in der 

Dimension des Wertes 

Uq (Ordinate) quantifi-

ziert. Dies zeigt die 

Abbildung 3.9 a). An-

schließend werden 

diese Unsicherheiten Ut 

und Uq miteinander 

kombiniert; diese bilden 

damit zweidimensionale 

Ebenen. Mit der FFT wird nun beim Durchrechnen des Rechenmodells für ein Kraftwerk 

diese Ebenen auf die eigentliche Störfalltransiente extrapoliert unter der Verwendung 

von Skalierungsfaktoren, wie es schematisch in der Abbildung 3.9 b) gezeigt wird. 

Mehrere Ebenen bilden somit das Unsicherheitsband. Es wird angenommen, dass 

dasselbe Konfidenzniveau von 95 % aus den Experimenten ebenfalls für das 

Unsicherheitsband gilt, ohne dabei ein wirkliches statistisches Rechenverfahren 

angewendet zu haben [7, S. 24]. Allerdings wird trotzdem von einem statistischen Ansatz 

gesprochen, da theoretisch zur Ermittlung der Skalierungsfaktoren für ein und denselben 

Sachverhalt mehrere unterschiedliche integrale Versuchsanlagen verwendet werden 

sollten. Dabei entspricht das wiederholte Durchrechnen von mehreren unterschiedlichen 

integralen Versuchsanlagen einer Art Ziehung von Stichproben, die zufällig verteilt sind 

um den tatsächlichen Wert bzw. innerhalb des extrapolierten Unsicherheitsbandes der 

Störfalltransiente liegen [7, S. 158]. 

Darüber hinaus muss für eine zufriedenstellende Anwendung der UMAE-

Methode gelten, dass bei der Ermittlung von Skalierungsfaktoren die Genauigkeiten von 

Rechenergebnissen nicht dramatisch schlechter werden bei zunehmenden Größenver-

hältnissen von unterschiedlichen integralen Versuchsanlagen. Praktischerweise setzt 

dies eine experimentelle Datenbasis voraus, die so noch nicht ausreichend existiert [7, 

S. 24].  

Weitere Kritikpunkte [40, S. 10-13] sind, dass für die Ermittlung der Abwei-

chungen aufgrund der vielen Teilrechenmodelle stets ein sehr großer Aufwand erforder-

lich ist und damit relativ viel Zeit für die Störfalluntersuchung benötigt wird. Die Unsicher-

heiten müssen ja erst durch die einzelnen generierten Teilrechenmodelle ermittelt 

werden. Bei manchen angenommen Störfällen können sehr viele Teilrechenmodelle 

benötigt werden, um alle RTAs zu erfassen. In diesem Zusammenhang sind auch die 

Ergebnisse zu bewerten, die stark von der speziellen Entwicklungsweise der Teilrechen-

modelle abhängen, die der jeweilige Analytiker gewählt hat (analytikerspezifische 

Unsicherheiten, Festlegung von Modelloptionen, siehe Abbildung 3.3). Da keine 

Sensitivitätsanalyse durchgeführt wird, können auch keine Rückschlüsse auf die – 

bezüglich eines Sicherheitsnachweises – einflussreichsten unsicheren streuenden 

Datensätze gezogen werden. 

Abbildung 3.9 – Anwendung der Schnell-Fourier-Transforma-

tion zur Generierung des Unsicherheitsbandes bei der UMAE-

Methode [7, S. 149] 
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Der größte Vorteil, der sich mit der UMAE-Methode abzeichnet ist die Anwen-

dung der FFT. Dadurch wird mit nur einem einzigen Rechendurchlauf das Unsicherheits-

band für die Störfalltransiente generieren. 

 

3.4.3 CIAU-Methode 
 

Kurze Zeit danach wurde eine weitere Methode mit dem Ziel entwickelt, die Kritik-

punkte der UMAE-Methode auszuräumen. Diese Methode sollte nun durch den 

Analytiker nicht mehr so stark wie die UMAE-Methode beeinflusst werden können. Mit 

der ebenfalls an der Universität Pisa entwickelten CIAU-Methode („Capability of Internal 

Assessment of Uncertainty“) wird dieses Ziel dadurch erreicht, dass Experten in einem 

mehrjährigen Entwicklungsprozess eine sogenannte „Error Datenbank“ erstellt haben. 

Diese Datenbank enthält für ein gegebenes Störfallanalyseprogramm, mit dem ein 

Teilrechenmodell durchgerechnet wird, die Abweichungen der Rechenergebnisse von 

den experimentellen Ergebnissen. Erst wenn diese Datenbank einen ausreichenden 

Reifegrad erreicht hat, kann die CIAU-Methode für Störfalluntersuchungen angewendet 

werden. Ausführliche Erklärungen zu dieser Methode sind in der Literatur [7], [40], [64], 

zu finden. Entscheidend ist, dass diese „Error Datenbank“ für bestimmte Störfallanalyse-

programme erstellt wurde und dass diese bis heute durch die neuesten Erkenntnisse 

aus ständigen Untersuchungen ergänzt wird. Auf diese Datenbank soll später jeder 

Analytiker bei der Durchführung seiner Störfalluntersuchungen zurückgreifen können. In 

der Datenbank sind die Abweichungen zwischen den Ergebnissen der Simulations-

rechnung eines entsprechenden Störfallanalyseprogramms und den zugrunde liegenden 

experimentellen Daten, die an Einzelversuchsanlagen und an integralen Versuchs-

ständen gewonnen wurden, dokumentiert. Hierbei ist zu beachten, dass die Versuchs-

stände kleiner skaliert sind als die Komponenten einer realen Kraftwerksanlage. Daher 

werden in die „Error Datenbank“ Skalierungsfaktoren angegeben, die das Verhältnis zwi-

schen Größen der Geo-

metrie oder der Leistung 

bezüglich der realen Kraft-

werksanlage und dem Ver-

suchsstand betreffen. Die 

Rechenmodelle der je-

weiligen Versuchsanlagen 

werden am Computer 

durchgerechnet und es wird 

bei den Ergebnissen vor-

ausgesetzt, dass die Ab-

weichungen zwischen dem 

simulierten zeitlichen Ver-

lauf einer Zustandsgröße 

und dem experimentellen 

Verlauf durch eine Gleich-

verteilung beschrieben wer-

den können. Die ermittelten 

statistischen Kennzahlen 

werden ebenfalls in die 

„Error Datenbank“ aufge-

nommen. 

  

Abbildung 3.10 – Ablaufdiagramm der CIAU Methode [65, 

S. 15] 
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Der prinzipielle Ablauf der CIAU-Methode ist in der Abbildung 3.10 [65, S. 15] als 

Diagramm dargestellt. Bei der Anwendung der CIAU-Methode wird parallel zur Si-

mulationsrechnung ein sogenannter „Hypercube“ und ein „Zeitintervall“ erzeugt. Beide 

Größen werden dazu verwendet, die zeitlichen Änderungen einer Zustandsgröße (z. B. 

des Drucks, der Temperatur, des Massenstroms, der Reaktorleistung usw.) zu erfassen 

und in bestimmte Intervalle zu unterteilen. Jeder Bereich beschreibt dabei den aktuellen 

Status des Kernkraftwerks (KKWs), siehe Abbildung 3.10. Der aktuelle Status wird auf 

die vorherrschenden minimalen und maximalen Werte der Zustandsgrößen hin ana-

lysiert, die bei der Transiente eintreten. Der „Hypercube“ enthält nun einen bestimmten 

Wertebereich der einzelnen Zustandsgrößen zu einem bestimmten Zeitpunkt. Unter 

Berücksichtigung der Unsicherheiten aus der „Error Datenbank“ über das „Hinzufügen 

des Errors“ wird bei der Berechnung der Störfalltransiente mit dem FFT-Verfahren 

gleichzeitig ein Unsicherheitsband erzeugt („Extrahieren des Errors“). Dabei werden mit 

den „Hypercubes“ beide Größenabweichungen – Zeit und Zustandsgröße – berücksich-

tigt und durch das Unsicherheitsband visualisiert. Damit bleibt die Unsicherheitsanalyse 

[64] grundsätzlich dieselbe wie bei der UMAE-Methode; es ist nur ein einziger Rechen-

durchlauf erforderlich. 

Ein wesentlicher Vorteil dieser Best-Estimate-Methode besteht darin, dass bei 

der Berechnung einer Störfalltransiente automatisch ein Unsicherheitsband generiert 

wird und dass alle spezifischen Unsicherheiten berücksichtigt werden. Allerdings können 

damit nach wie vor nicht durch eine Überlagerung aller spezifischen Unsicherheiten die 

Sensitivitäten der Eingabeparameter ermittelt werden. 

 

3.4.4 GRS-Methode 
 

Die bisher vorgestellten Best-Estimate-Methoden basieren auf der Variante der 

Quantifizierung von Unsicherheiten der Rechenergebnisse, Abbildung 3.7 a). Die 

Gesellschaft für Anlagen- und Reaktorsicherheit (GRS) gGmbH entwickelte 1994 erst-

malig eine Vorgehensweise, bei der in den Rechenmodellen die Eingabedaten und 

deren Unsicherheiten einzeln berücksichtigt werden können. Dieser Ansatz wird als eine 

mögliche Variante zur Quantifizierung von Unsicherheiten bei den Eingabedaten 

verwendet; dieser ist in der Abbildung 3.7 b) schematisch dargestellt. Bei diesem Ansatz 

werden im Gegensatz zu den bisherigen erläuterten Best-Estimate-Methoden die 

Unsicherheiten vor der eigentlichen Simulationsrechnung identifiziert und durch ent-

sprechende Arbeitsschritte bei der Störfalluntersuchung berücksichtigt. 

Der Vorteil dieses Prinzips besteht darin, dass damit die anlagenspezifischen 

Datensätze und deren Unsicherheiten einzeln berücksichtigt werden können. So weisen 

beispielsweise alle Geometriedaten aufgrund des Fertigungsprozesses bestimmte 

Toleranzen auf. Aber auch bei Materialdaten, die durch Messungen ermittelt wurden, 

gibt es Messfehler. Für solche Eingabedatensätze muss zunächst ihre Wahrscheinlich-

keitsverteilung (speziell ihre Dichtefunktion, engl.: PDF „Probability Density Function”) 

bei der Anwendung der GRS-Methode ermittelt werden. Sind die statistischen Kenn-

zahlen einer Dichtefunktion bekannt, können nun Stichproben eines Eingabedaten-

satzes gezogen werden. Jeder ausgewählte Datensatz hat seine eigene Dichtefunktion 

und in der Regel unterschiedliche statistische Kennzahlen. Es werden bei der GRS-

Methode Stichproben verschiedener Datensätze ausgewählt und miteinander kombi-

niert. Die Streuung repräsentiert dabei die Unsicherheit bei den verschiedenen 

Eingabedatensätzen – daher auch die begriffliche Einordnung: Quantifizierung von Un-

sicherheiten bei den Eingabedatensätzen. 
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Im Rahmen der GRS-Methode wird bei der Entwicklung eines Rechenmodells in 

der Regel zunächst mit Auslegungswerten beziehungsweise mit den bestmöglichen 

Schätzwerten gearbeitet. Die Berechnung dieses Modells erzeugt zunächst die „best-

estimate“ Rechenergebnisse. Nun werden unter der Verwendung von Stichproben 

sukzessiv die ausgewählten Parameter in dessen Unsicherheitsbereich im Eingabe-

datensatz variiert und diese Rechenmodelle einzeln abgespeichert. Es wird damit eine 

gewisse Anzahl an Rechenmodellen erzeugt in Abhängigkeit der Menge von Stich-

proben (siehe Abbildung 3.8). Diese Rechenmodelle werden mit dem Störfallanalyse-

programm berechnet. Damit entsteht für einen betrachteten Störfall eine Schar von 

Kurven für ein interessierendes Ergebnis, wobei diese Kurvenschar das Unsicherheits-

band repräsentiert.  

Die Anzahl der erforderlichen Rechendurchläufe wird in der GRS-Methode mit 

dem mathematischen Ansatz nach S. S. Wilks [1] ermittelt. Wilks beschäftigte sich mit 

der Problematik, wie kann gewährleistet werden, dass alle Produkte bei der industriellen 

Herstellung (z. B. Walzen eines Bleches) dieselben Produkteigenschaften (z. B. eine 

bestimmt Blechstärke) aufweisen, unter dem Einfluss von Störgrößen (z. B. Werk-

zeugwechsel, Zusammensetzung der Legierung des Halbzeuges, etc.). Es sei ange-

nommen, dass eine empirische Ermittlung der Produkteigenschaften im Anschluss an 

den Fertigungsprozess anhand von Stichproben nicht möglich sei. Die Frage ist, wie 

viele hergestellte Produkte (z. B. Bleche) sind erforderlich, dass gewährleistet werden 

kann, dass mindestens ein bestimmter Anteil der Produkte das geforderte Qualitäts-

merkmal zuverlässig aufweist (z. B. Blechstärke kleiner gleich 5 mm).   

Daher formulierte Wilks einen Ansatz, bei dem vorausgesetzt wird, dass mit einer 

bestimmten statistischen Sicherheit (Vertrauensniveau) ein gewisser Mindestanteil von 

hergestellten Produkten (Stichproben) durch definierte statistische Grenzen einge-

schlossen wird (verteilungsfreie statistische Toleranzgrenzen, siehe Abschnitt 4.2.2). Die 

Kenntnis der Verteilungsfunktion durch die Streuung der Stichproben (Abweichungen 

der Blechstärke bei den hergestellten Produkten) ist dabei nicht erforderlich.  

Dieser Sachverhalt wurde von der GRS auf die Unsicherheitsanalyse bei der 

Störfalluntersuchung übertragen, wobei die verteilungsfreien statistischen Toleranz-

grenzen dem Unsicherheitsband entsprechen sollen. Es gilt, dass durch das Festlegen 

eines Mindestanteils von Stichproben und einer statistischen Sicherheit (Vertrauens-

bereich) für das Unsicherheitsband die Anzahl der erforderlichen Rechendurchläufe 

ermittelt werden kann. Die Anzahl der Rechendurchläufe entspricht dabei die Anzahl der 

Stichproben bei den unsicheren Eingabeparametern eines Eingabedatensatzes.  

In der Regel werden bei der GRS-Methode für die Anzahl der Rechendurchläufe 

ein Vertrauensniveau β von 95 % und ein Überdeckungsniveau γ von 95 % zugrunde 

gelegt; das ergibt für ein zweiseitiges Unsicherheitsband 93 Rechendurchläufe. Das 

kann aus der Tabelle 9.4 in der Anlage C entnommen werden. Es sind aber auch 

einseitige, verteilungsfreie statistische Toleranzgrenzen bzw. Unsicherheitsgrenzen 

denkbar, wobei diese Situation in der Tabelle 9.3 dargestellt ist. Mit der Anwendung des 

Ansatzes von Wilks bei der GRS-Methode löst sich dabei zwar das Problem – der 

Ermittlung der unbekannten Verteilungsfunktion von Simulationsergebnissen (siehe 

Abbildung 3.8) – auf, allerdings entstehen hierbei neue Probleme. Denn theoretisch ist 

es nun möglich, mit der Variation eines einzigen Datensatzes (z. B. der Wert des Rohr-

durchmessers), der möglicherweise die sicherheitsrelevanten Rechenergebnisse 

marginal beeinflusst, ein Unsicherheitsband mit einem hohen Vertrauensniveau und 

Überdeckungsniveau zu erzeugen. Daher sind neue Herausforderungen bei der 

Anwendung dieser Best-Estimate-Methode zu bewältigen, d. h. die signifikanten Ein-

gabedatensätze  (inklusive Unsicherheiten)  müssen  ermittelt  werden.  Dies geschieht  
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durch eine Sensitivitätsanalyse, wie beispielhaft von H. Glaeser, et al. [66] durchgeführt 

wurde. Diese Vorgehensweise wurde ein Jahrzehnt lang für mehrere Transienten 

hinreichend oft praktiziert, so beispielsweise für einen großen 2F-Bruch beim Kühlmittel-

verluststörfall. Dabei wurde die sogenannte Druckentlastungsphase bei dieser Transien-

te experimentell nachgestellt und anschließend mit ATHLET simuliert. Dabei wurde 

ermittelt, in welchem Temperaturbereich die maximale Hüllrohrtemperatur aufgrund von 

signifikanten Eingabedatensätze liegt. 

Die Expertengruppe der „Working Group on Analysis and Management of 

Accidents“ (WGAMA), des „Committee on the Safety of Nuclear Installations“ (CSNI), 

beschäftigte sich im Zuge des NEA-Strategie-Plans für 2011-2016 mit dem „Best-

Estimate-Methods – Uncertainty  and  Sensitivity  Evaluation Programm“  (BEMUSE).  In 

dieser Studie wurde beispielsweise der Einfluss der Anzahl der Rechendurchläufe auf 

das Simulationsergebnis nach der Wilks-Methode hinreichend analysiert. Die bisherigen 

Erkenntnisse besagen, dass bei der Verwendung des Wilks-Ansatzes eine höhere Zu-

verlässigkeit erreicht werden kann, wenn die erweiterten Ansätze nach A. Wald [67], J. 

W. Tukey [68] und P. N. Somerville [69] zugrunde gelegt werden. Wilks setzte bei seiner 

Herleitung der minimalen Stichprobenanzahl voraus – die innerhalb eines statistischen 

Toleranzintervalls liegen soll – dass die Grundgesamtheit dieser Stichproben nur von 

einer Zufallsvariable abhängig sei. Hingegen wird in den genannten Arbeiten der Ansatz 

von Wilks weiterentwickelt für neue statistische Problemstellungen, sodass beispiels-

weise auch multivariante Analysen Berücksichtigung finden. Somit kann betrachtet wer-

den, dass der Stichprobenumfang von mehreren Zufallsvariablen abhängig sei. 

Aus dem BEMUSE-Projekt geht hervor, dass die obere statistische Toleranz-

grenze anhand der ursprünglichen Wilks-Methode überbewertet wird, bezogen auf die 

Anwendung der Störfallberechnung mit mehreren unsicheren Eingabedaten. Es handelt 

sich hierbei um eine statistische Konvergenzproblematik (Konvergenztheorem) [41, S. 

37], [70, S. 11, 68], das heißt bei gleichbleibender Betrachtung des Vertrauensniveau β 

und einem vorgegebenen Überdeckungsniveau γ (Perzentil) – beide mit 95 % – wird 

durch die Erhöhung der Rechendurchläufe eine Annäherung an einen bestimmten Wert, 

beispielsweise der oberen Toleranzgrenze, festgestellt (schwache Konvergenz [13, 

S. 147]). Dies zeigt zum einen die Abbildung 3.11, indem das 95%ige Perzentil 

untersucht wurde. Das Perzentil unterteilt die Verteilung (z. B. Verteilung des maximalen 

Druckanstiegs ermittelt durch 

die Störfallberechnung mit Un-

sicherheitsanalyse) in 100 um-

fangsgleiche Teile und grenzt 

die größengeordneten Werte ab, 

die kleiner gleich sind als bei-

spielsweise der 95%ige Werte 

der jeweiligen berechneten Er-

gebnismenge. Es kann aus der 

Abbildung entnommen werden, 

dass der Anteil der Ergebnis-

menge unterhalb des 95%igen 

Perzentils – der entsprechenden 

oberen Unsicherheitsgrenze – 

mit höherer Wahrscheinlichkeit 

vorliegt, wenn eine größere An-

zahl von Stichproben verwendet 

wird.  

Abbildung 3.11 – Konvergenz beim 95%igen Perzentil 

der Toleranzgrenzen durch Erhöhung der Stichpro-

benanzahl (95 % / 95 % Toleranzgrenzen nach Wilks) 

[41, S. 37] 
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Weiterhin zeigt die Abbil-

dung 3.12 eine praktische Unter-

suchungen zur statistischen Kon-

vergenz durchgeführt vom rus-

sischen Konstruktionsbüro EDO 

(OKB) Gidropress [41, S. 51], 

wobei anhand einer Störfall-

untersuchung gleichzeitig meh-

rere unsichere Eingabepara-

meter betrachtet wurden. Hierbei 

wurde die maximale Hüllrohrtem-

peratur für die 95 % / 95 % Tole-

ranzgrenzen bei steigender An-

zahl an Berechnungen (in der 

Abbildung 3.12 dargestellt als so-

genannte Wilks Ordnung) unter-

sucht.  

In der der Tabelle 9.5 ist – 

unter Berücksichtigung des sta-

tistischen Konvergenztheorems – die Anzahl der benötigten Rechendurchläufe  dar-

gestellt für höhere Wilks-Ordnungen. Es wird die Ordnungsstatistik (m(1) < m(2) < … 

< m( – 1)) benötigt, um aus den Berechnungsergebnissen m() die entsprechenden 

Toleranzgrenzen höherer Ordnung zu ermitteln, indem die höchsten bzw. die niedrigsten 

Ergebnisse gelöscht werden gemäß der Tabelle 9.5.  

Für die Störfalluntersuchung mit der statistischen Unsicherheitsanalyse 

basierend auf dem Ansatz nach Wilks sind folgende Erkenntnisse von praktischer Be-

deutung: 

 Bei unverändertem Überdeckungsniveau γ (Perzentil) kann das Ver-

trauensniveau β der Unsicherheitsgrenzen durch die Erhöhung der 

Rechendurchläufe  erhöht werden, gemäß den Vorschriften der Tabelle 

9.4. Daraus folgt, dass bei einem höheren Vertrauensniveau gleichzeitig 

das Unsicherheitsband breiter wird.  

 Die Erhöhung der Wilks Ordnung führt dazu, dass bei einem definierten 

Vertrauensniveau β ebenfalls mehr Rechendurchläufe  erforderlich sind. 

Allerdings wird dabei das Unsicherheitsband nicht breiter, sondern die 

Wahrscheinlichkeit erhöht, dass das betrachtet Vertrauensniveau β 

tatsächlich erreicht wird und demzufolge das Unsicherheitsband 

schmaler. 

 

Mit der GRS-Methode und den erweiterten statistischen Ansätzen wird nun – im 

Gegensatz zu den bisherigen Best-Estimate-Methoden – mit einem Unsicherheitsband 

auf der Grundlage einer statistischen Sicherheit gearbeitet. Damit erhöht sich das 

Vertrauen in das Rechenergebnis erheblich.  

Abbildung 3.12 – Einschnürung der oberen Toleranz-

grenze für die maximale Hüllrohrtemperatur in 

Abhängigkeit von der Anzahl der Rechendurchläufe 

[41, S. 51] 
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3.4.5 ASTRU-Methode 
 

In diesem Abschnitt werden die Entwicklungsstufen der Best-Estimate-Methode 

zur Behandlung von Kühlmittelverluststörfällen betrachtet, die durch die Firma Westing-

house erstellt wurde. Die „Westinghouse 1996 BELOCA Methodology“ ist ähnlich der 

CSAU-Methode. Der wesentliche Unterschied besteht darin, dass nach dem Monte-

Carlo-Verfahren, also dem hier vorgestellten probabilistischen Verfahren zur Behan-

dlung von Unsicherheiten – im entsprechenden Wertebereich des 95%igen Quantils – 

Stichproben der jeweiligen sensitivsten Eingabedaten generiert werden. Die einfluss-

reichsten Parameter werden mit einer Sensitivitätsanalyse auf Basis der RS-Methode 

ermittelt; und sind damit auf die skalaren Maximalwerte begrenzt. Die gesamte Unsicher-

heit bezüglich eines Nachweiskriteriums – z. B. bezüglich der maximalen Hüllrohrtem-

peratur (engl. Abk.: PCT) – wird durch Summierung über die einzelnen Unsicherheiten 

gebildet. Diese setzt sich wie folgt aus den Summanden zusammen: 𝑃𝐶𝑇 = 𝑃𝐶𝑇𝑅𝑒𝑓 +

∆𝑃𝐶𝑇𝑆𝑅 + ∆𝑃𝐶𝑇𝐿𝑉 + ∆𝑃𝐶𝑇𝑅𝑀. Die Summe enthält den Referenzwert (Ref) berechnet mit 

dem Rechenmodell mit Auslegungswerten, die Unsicherheiten infolge der Start- und 

Randbedingungen (SR), weiterhin die Unsicherheiten aus der Leistungsverteilung (LV) 

im Reaktorkern und die Unsicherheiten des Rechenmodells (RM). Mit der linearen 

Überlagerung durch die Addition der einzelnen Summanden wird also eine konservative 

Annahme getroffen. 

1998 wurde dieses Konzept weiterentwickelt und für realistische Berechnungen 

einer LOCA/ECCS-Analyse eingesetzt. Die Verwendung von statistischen verteilungs-

freien Toleranzgrenzen führte dazu, dass die Nachweiskriterien mit einem entsprech-

enden Konfidenzniveau abgebildet werden konnten. Damit entstand schließlich 2003 

eine umfangreichere Methode – die „Automated Statistical Treatment of Uncertainty 

Method“ (ASTRUM) [71]. Die bei der ASTRU-Methode verwendete Unsicherheits-

analyse basiert auf dem Verfahren nach Wilks, das schon bei der GRS-Methode 

angewendet wurde. Die ASTRU-Methode wurde zuletzt für den AP1000 angewendet, 

wobei mehrere Störfallanalyseprogramme miteinander gekoppelt wurden. Die Unsicher-

heitsgrößen stammen dabei jedoch aus den „LOCA Evaluation Models“ (Westinghouse 

Methodology) [72, S. 9]; diese beziehen sich – infolge ihrer Anwendung auf Kühlmittel-

verluststörfälle und betreffen die maximale Hüllrohrtemperatur, die lokale maximale Hüll-

rohroxidation und die Oxidation über den gesamten Kern. 

Zusammenfassend kann gesagt werden, dass die vorhandenen Best-Estimate-

Methoden mit Unsicherheitsanalyse hauptsächlich entwickelt wurden, um LOCA-Analy-

sen auf realistische Weise zu simulieren. Dafür wurden Rechenmodelle verwendet, die 

mit realistischen Eingabedaten erstellt wurden. Eine Art der Unsicherheitsanalyse zielte 

darauf ab, alle Unsicherheiten im Gesamten zu berücksichtigen. Dafür wurden ver-

gleichbare Rechenergebnisse generiert und die Abweichungen zu den experimentellen 

Daten quantifiziert. Mit einer anschließenden Extrapolation der ermittelten Unsicher-

heiten auf die Rechenergebnisse einer Störfalltransiente wurde so das Unsicher-

heitsband generiert. Die andere Möglichkeit bestand darin, die Unsicherheiten der 

Rechenergebnisse – speziell die anlagenspezifischen Unsicherheiten – entweder mit 

oder ohne probabilistischer Methode zu berücksichtigen.  

Unter Berücksichtigung des dargestellten Fortschritts bei Best-Estimate-

Methoden soll eine detaillierte Betrachtung der physikalischen Modelle in TRACE durch-

geführt werden, sodass Unsicherheiten bei diesen Modellen identifiziert werden können. 

Relevante Unsicherheiten sind bei der Störfalluntersuchung mit in die Berechnung 

aufzunehmen, um deren Einfluss auf das Ergebnis zu berücksichtigen. Im Folgenden 

wird deshalb eine weitere Best-Estimate-Methode mit Unsicherheitsanalyse vorgestellt.  
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4 Entwicklung der DYBESA-Methode für  
DWR-Störfalluntersuchungen 
 

Die Zielsetzung dieser Arbeit ist es, eine geeignete Best-Estimate-Methode zur 

Berücksichtigung der im Störfallanalyseprogramm TRACE vorhandenen Unsicherheiten 

zu entwickeln. Damit soll es möglich sein, für thermohydraulische Nachweiskriterien, wie 

beispielsweise der Kühlmitteldruck, statistisch abgesicherte Aussagen treffen zu können 

bezüglich der im Störfall gefährdenden Barrieren. In dieser Arbeit soll dahingehend die 

Programmstruktur von TRACE modifiziert werden, sodass bei der Berechnung von 

empirischen Beziehungen repräsentative Abweichungen (z. B. verursacht durch Mess-

fehler) mit berücksichtigt werden können. Die Größe der Abweichung bei jeder empi-

rischen Beziehung kann entsprechend der zugrundeliegenden Verteilungsfunktion und 

Streuung bestimmt werden. Durch die Verwendung von geeigneten Stichproben lässt 

sich bei wiederholender Berechnung desselben Störfalls zeigen, wie groß der Einfluss 

solcher Abweichungen auf die thermohydraulischen Nachweiskriterien ist. Mit dieser 

Vorgehensweise werden relevante thermohydraulische Phänomene zuzüglich einer 

realistischen Berücksichtigung von Abweichungen berechnet. Die somit geschaffenen 

veränderlichen Anfangsbedingungen bei den physikalischen Modellen und die daraus 

resultierende Berechnungsweise mit TRACE wird im Rahmen einer Best-Estimate-

Methode behandelt, die den passenden Begriff: DYBESA-Methode („Dynamic Best-

Estimate Safety Analysis Method“) erhält. Die dafür durchgeführten einzelnen Ent-

wicklungsstufen der DYBESA-Methode werden in den nachfolgenden Abschnitten 

erläutert. 

Eine Untersuchung zur programmspezifischen Unsicherheit von TRACE wird in 

dieser Arbeit durchgeführt und daher soll zunächst veranschaulicht werden, wie groß der 

Berechnungsanteil zwischen den empirischen und nicht empirischen physikalischen 

Modellen ist. Zu diesem Zweck werden zwei ausgewählte Strömungsformen, die Ein-

phasenströmung und die Blasenströmung gegenübergestellt werden. Die Blasen-

strömung tritt beispielsweise bei Störfällen auf. Es soll gedanklich ein kurzer Abschnitt 

eines Kühlkanals – ist das Strömungsvolumen zwischen der quadratischen Anordnung 

von Brennstäben im Brennelement (z. B. beim DWR) – betrachtet werden. Der Kühlkanal 

wird in unserem Beispiel durch elektrische Brennstabsimulatoren beheizt. Ferner kann 

ein Kühlkanal beziehungsweise die Zusammenfassung mehrerer Kühlkanäle als ein 

vertikal, beheiztes Rohr aufgefasst werden, sodass das Kühlmedium beim Durch-

strömen des Rohrabschnitts erwärmt wird. Die elektrische Heizleistung sei als konstant 

angenommen und ein konstanter Strömungsquerschnitt liegt im Beispiel ebenfalls vor. 

Die thermohydraulischen Bedingungen sind so gewählt, dass im Falle der Blasen-

strömung angenommen wird, dass das Phänomen des unterkühlten Blasensiedens nicht 

auftritt. Bei der Einphasenströmung sind Druck und Temperatur am Eintritt so gewählt, 

dass ein großer Abstand zur Siedelinie vorliegt. Gesucht sind die beiden gemittelten 

Zustandsgrößen Druck und Temperatur der flüssigen Phase am Austritt des Kühlkanals 

bei den beiden unterschiedlichen Strömungsformen. Damit TRACE diese Werte be-

rechnen kann, müssen entsprechend der Strömungsart die verschiedensten thermo-

hydraulischen Phänomene berücksichtigt werden. TRACE verwendet dafür mehrere 

Berechnungsmodelle, deren Anteil in der Abbildung 4.1 gegenübergestellt ist, unterteilt 

in die „First-Principles“-Beziehungen und die empirischen Beziehungen. 

Die Annahme, dass es bei den „First-Principles“-Beziehungen keine Unsicherheiten 

gibt, da diese als exakt gelten (siehe Kapitel 3), hat zur Folge, dass diese Beziehungen 

nicht zur Unsicherheit bei der Vorhersage des Rechenergebnisses beitragen. Weiterhin  
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wird in dieser Arbeit angenommen und in 

diesem Beispiel vorausgesetzt, dass die 

Berechnungsmodelle sowie die Stoffda-

ten der Wasser-Dampf-Tafel als fehlerfrei 

zu betrachten sind. Dieser Sachverhalt 

wurde in der vorliegenden Arbeit nicht 

untersucht. 

Für die Berechnung des Druckver-

lustes bei beiden Strömungsformen wird 

zunächst die Wandrauigkeit der Material-

oberfläche anhand eines Eingabepara-

meters berücksichtigt und ist daher als 

anlagenspezifische Unsicherheit zu er-

fassen. Aufgrund der angenommenen 

turbulenten Strömungen wird die empi-

rische Beziehung nach S. W. Churchill 

[12] in TRACE verwendet zur Ermittlung 

des Wandreibungsfaktors zwischen dem 

Fluid und der Oberfläche infolge Wand-

rauigkeit. Weitere Besonderheiten zur 

Berechnung des Druckverlustes bei der 

Einphasenströmung sind zunächst nicht 

zu beachten, sodass der gemittelte Druck 

mit der genannten empirischen Be-

ziehung und den Erhaltungssätzen be-

rechnet werden kann.  

Bei der Blasenströmung setzt sich 

der Druckverlust aus der Wandreibung 

und Phasengrenzreibung zusammen. 

Bei der Wandreibung wird im Vergleich 

zur Einphasenströmung zusätzlich der 

Druckverlust infolge Blasensiedens nach 

J. K. Ferrell, et al. [73] berücksichtigt. Die Phasengrenzreibung wirkt zwischen der 

flüssigen Wasserschicht und der Dampfblasenoberfläche infolge unterschiedlicher 

Geschwindigkeiten der beiden Fluidphasen. Daher wird die mittlere Driftgeschwindigkeit 

berechnet nach G. B. Wallis [74]. Des Weiteren wurde ein Parameter in TRACE 

eingeführt, der die Verteilung der Blasen über dem Strömungsquerschnitt berücksichtigt 

(siehe weiterführend Abbildung 4.6). Dieser Sachverhalt basiert auf den Arbeiten von M. 

Ishii [75]. Nun ist es möglich den gesamten Druckverlust zu berechnen.  

Zur Berechnung der Wärmeübertragung gehören die Gebiete des konvektiven 

Wärmeübergangs, der Wärmedurchgang und die Wärmestrahlung, wobei der Wärme-

durchgang in Wärmeübergang und Wärmeleitung charakterisiert ist. Für die Berechnung 

des Wärmedurchgangs von verschiedenen Materialien und Fluiden werden im Wesent-

lichen der Wärmeleitkoeffizient, die spezifische Wärmekapazität und die Dichte benötigt. 

Für die Ermittlung der Stoffdaten für Wasser gilt die Wasser-Dampf-Tafel die in TRACE 

implementiert ist nach dem Standard IAPWS-95 [76]. Stoffdaten, die Strukturmaterialen 

(Festkörper) betreffen, müssen zuvor experimentell ermittelt werden; diese sind von der 

Materialart (Zusammensetzung der Legierung) und von der Temperatur abhängig. Bei 

der Störfalluntersuchung muss der Analytiker diese Daten im Rechenmodell berück-

sichtigen, wobei tabellarisch eine Eingabematrix mit Werten in Abhängigkeit von der 

Abbildung 4.1 – Berechnungsanteile von 
physikalischen Modellen bei Einphasen- und 
Blasenströmung für einen durchströmten 
Rohrabschnitt mit TRACE 
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Temperatur auszufüllen ist. Daher werden diese Daten zu den anlagenspezifischen 

Unsicherheiten zugeordnet. Werden im Verlauf der Simulationsrechnung Daten bei einer 

Temperatur innerhalb der vorgegebenen Grenzen benötigt, führt TRACE eine lineare 

Interpolation durch. Eine Extrapolation zur Ermittlung von Werten, die außerhalb des 

vorgegebenen Wertebereichs liegen, wird von TRACE nicht vorgenommen; das führt 

zum Abbruch der Simulation. Damit soll sichergestellt werden, dass nur in Bereichen 

gerechnet wird, in denen auch experimentell abgesicherte Daten vorliegen. 

In dem angeführten Beispiel wird in beiden Fällen keine Wärmestrahlung berechnet, 

da dieses Phänomen hier eine absolute untergeordnete Rolle einnimmt im Vergleich zur 

Wärmeübertragung durch Konvektion und Wärmedurchgang. Allgemein wird bei der 

Berechnung der Wärmestrahlung ein Emissionsverhältnis benötigt, welches ebenfalls im 

Eingabedatensatz durch den Analytiker festgelegt werden kann. Ansonsten greift 

TRACE auf eine hinterlegte Datenbank zurück. Das Emissionsverhältnis wird beispiels-

weise durch Experimente gewonnen – und wird durch die anlagenspezifische 

Unsicherheit berücksichtigt. Die Wärmestrahlung ist allgemein in einer Dampf- oder 

Gasströmung entlang überhitzter Wände (Strukturen) zu beachten [5, S. 193]. Weiterhin 

sind bestimmte empirische Modelle in TRACE so implementiert, dass diese die 

Wärmestrahlung bereits mitberücksichtigen (z. B. die umgekehrten Ringströmung). 

Der konvektive Wärmeübergang gliedert sich in den natürlichen Wärmeübergang 

und den erzwungenen Wärmeübergang auf. Beide Unterteilungen werden mit empi-

rischen Beziehungen in TRACE berechnet. Für das dargestellte Beispiel ist in beiden 

Fällen der erzwungene Wärmeübergang anzusehen, da hier eine turbulente Strömung 

mit entsprechender Strömungsgeschwindigkeit angenommen wurde. Der Wärmeüber-

gang findet zunächst von der Wand zum strömenden Fluid statt. Für die Einphasen-

strömung ist daher der empirische Zusammenhang nach M. S. El-Genk, et al. [77] für 

die Berechnung der Nusselt-Zahl bei der Brennstabgeometrie anzuwenden. Dies gilt 

auch bei der Blasenströmung, wobei weiterhin die Reynolds-Zahl entsprechend nach 

K. S. Rezkallah und G. E. Sims [78] korrigiert wird und das Blasensieden findet 

Berücksichtigung nach N. Basu, et al. [79]. 

An der Grenzschicht zwischen der Blasenoberfläche und der Flüssigkeitsphase 

erfolgt nun ein weiterer Wärmeübergang. Hierbei wird die Nusselt-Zahl für die Blasen-

strömung berechnet nach E. Ranz und W. R. Marshall [80]. Eine empirische Beziehung 

zur Beschreibung der Multipartikel-Blasengeschwindigkeit wird dabei nach J. F. 

Richardson, W. N. Zaki [81] ermittelt.  

Anhand dieser Betrachtungsweise ist der Berechnungsanteil für die empirischen 

Beziehungen bei der Einphasenströmung ca. 33 % und bei dem ausgewählten Beispiel 

einer Blasenströmung bei ca. 56 %. Im Falle der Blasenströmung wird deutlich, wie 

wichtig die empirischen Beziehungen sind. Dieser prozentuale Anteil kann jedoch nicht 

als Kriterium für den Einfluss auf ein relevantes Berechnungsergebnis verwendet 

werden. Aus ihm lässt sich lediglich qualitativ ableiten, dass bei den Sicherheitsanalysen 

mit TRACE die programmspezifische Unsicherheit beachtet werden sollte.  

Die Berücksichtigung der programmspezifischen Unsicherheit geschieht durch eine 

geeignete Unsicherheitsanalyse, wobei für diese Arbeit die zwei vorgestellten Varianten 

(siehe Abbildung 3.7) in Betracht gezogen werden. Es erfolgte die Festlegung, dass die 

Variante zur Quantifizierung von Unsicherheiten bei den Eingabedatensätzen, siehe 

Abbildung 3.7 b), verwendet wird. Das heißt: Auf ähnliche Weise wie die Unsicherheiten 

bei Eingabedatensätzen mit der GRS-Methode berücksichtigt werden, sollen nun die 

Unsicherheiten der empirischen Beziehungen in eine zukünftige Störfalluntersuchung 

einbezogen werden können. Der Vorteil dieser Variante besteht darin, dass damit die 
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programmspezifischen Unsicherheiten unabhängig von allen anderen Unsicherheiten 

quantifiziert werden. 

Mit dieser Festlegung sind weitere Herausforderungen zu bewältigen für die 

Entwicklung der DYBESA-Methode. Unter anderem müssen relevante thermohydrau-

lische Phänomene bei den Störfällen (Störfallkategorie) bestimmt werden, um anschlie-

ßend eine Quantifizierung der Unsicherheiten bei den empirischen Modellen vorzu-

nehmen. Die dafür durchgeführten Entwicklungsschritte werden zunächst nur kurz 

benannt und danach ausführlich in den weiteren Abschnitten erläutert: 

1.) Qualitative Bestimmung von relevanten empirischen Beziehungen bei Transien-

ten, Störfällen inklusive Kühlmittelverluststörfällen wie folgt:  

a. Beschreibung des wesentlichen physikalischen Ablaufs jeder Störfall-

kategorie (siehe Tabelle 9.1) bis zur maximalen Beanspruchung der 

jeweiligen Barriere (siehe Tabelle 2.2), 

b. Ermittlung der wesentlichen Phänomene (z. B. der Wärmeübertragung 

von Wänden zum Fluid), die während des kurzzeitigen thermohydrau-

lischen Ereignisablaufs auftreten an den kraftwerkstechnischen Haupt-

komponenten wie Druckhalter, Dampferzeuger, etc.,  

c. Unterteilung dieser Phänomene in Strömungsarten und thermodyna-

mische Vorgänge die mit TRACE berechnet werden können (z. B. der 

Wärmeübertragung von Wänden zum Fluid unterhalb der kritischen 

Wärmestromdichte bei der Blasenströmung), 

d. Bewertung (Rangliste) der Strömungsarten und thermohydraulischen 

Vorgänge an jeder Hauptkomponente hinsichtlich ihres Einflusses auf die 

Gefährdung einer Barriere. 

 

2.) Quantitative Bestimmung der Unsicherheiten bei den empirischen Beziehungen 

mit dem stochastischen linearen Regressionsmodell, 

3.) Festlegung der erforderlichen Anzahl der Rechendurchläufe unter Verwendung 

der verteilungsfreien statistischen Toleranzgrenzen mit gegebenenfalls Beach-

tung des statistischen Konvergenztheorems, 

4.) Modifikation des Störfallanalyseprogramms TRACE, sodass die DYBESA-

Methode angewendet werden kann (Programmierung im Quellcode von 

TRACE; dies wird im Abschnitt 4.6 erläutert.). 

Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit programmierte Lösung ermöglicht es, jede 

Unsicherheit der empirischen Beziehungen separat mit den anlagenspezifischen Un-

sicherheiten zu berücksichtigen. Dadurch können die Unsicherheiten, die ein relevantes 

Rechenergebnis beeinflussen, unabhängig voneinander untersucht werden. Im Allge-

meinen können damit alle spezifischen Unsicherheiten, die vor der eigentlichen Simu-

lationsrechnung identifiziert wurden, als Eingabeparameter bezeichnet werden.   

Mit der ausgewählten Variante der Quantifizierung von Unsicherheiten der Eingabe-

parameter für die DYBESA-Methode wird auch gewährleistet, dass der Analytiker bei 

Berücksichtigung der neuesten Erkenntnisse aus der Wissenschaft und Technik flexibel 

arbeiten kann. Es kann beispielsweise ein abweichendes statistisches Verfahren 

zugrunde gelegt werden, als dasjenige das in dieser Arbeit favorisiert wird ohne dabei 

den analytischen Ablauf der DYBESA-Methode zu verändern. Für diese Arbeit wird der 

Ansatz nach Wilks [1] verwendet inklusive den neusten Erkenntnisse aus der Forschung 

wie es im BEMUSE-Projekt [41], [70] untersucht wurde (siehe Abschnitt 3.4.4), damit 

wird die erforderliche Anzahl an Rechendurchläufen ermittelt. Dadurch ergibt sich die 

Auswertung der Ergebnisse repräsentativ im verteilungsfreien statistischen Unsicher-

heitsband. Der Analytiker kann beispielsweise in Zukunft frei entscheiden, ob er die 
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Anzahl der Rechendurchläufe erhöhen möchte, um dadurch bei den Grenzen des 

Unsicherheitsbandes die statistische Sicherheit zu erhöhen (siehe Abbildung 3.8 und 

Abbildung 3.11). 

Durch die in der vorliegenden Arbeit durchgeführten Entwicklungsschritte wird 

gezielt erreicht, dass der Aufwand einer Unsicherheitsanalyse bei der Störfallunter-

suchung minimiert wird. D. h.: Die zur Berechnung des physikalischen Ablaufes be-

nötigten Gleichungen mit deren Unsicherheiten haben nicht alle einen relevanten Ein-

fluss auf ein Nachweiskriterium und sind daher nicht unmittelbar in eine Unsicherheits-

analyse mit zu berücksichtigen. Aus praktischen Erwägungen werden bei der Unsicher-

heitsanalyse nur diejenigen Phänomene berücksichtigt, die einen Einfluss auf die maxi-

male Beanspruchung der Rückhaltebarriere ausüben. 

 

4.1 Thermohydraulische Phänomene beim Störfallablauf 
 

Qualitativ ähnlich ablau-

fende Ereignisse der Sicherheits-

ebene 2 und 3 werden in Störfall-

kategorien zusammengefasst 

(Tabelle 9.1), basierend auf den 

Erläuterungen im Abschnitt 2.2. 

Der in der Tabelle beschriebene 

Sachverhalt betrifft die kurzzeitig 

ablaufenden thermohydraulischen 

Prozesse, die in einer Störfallkate-

gorie zu einer Gefährdung der je-

weiligen Barriere führen können. 

Durch eine Analyse dieser Pro-

zesse lassen sich die wesentlich-

en thermohydraulischen Phäno-

mene an den jeweiligen Kraft-

werkskomponenten erkennen. Zu 

den in der vorliegenden Arbeit 

betrachteten Hauptkomponenten 

zählen die Brennelemente, der Re-

aktordruckbehälter, der Druck-

halter mit Anschlussleitung, der 

primärseitige Dampferzeuger (DE), der Pumpenbogen mit der Hauptkühlmittelpumpe als 

kalter Strang sowie der heiße Strang nach dem Austritt aus dem Reaktordruckbehälter. 

Auf der Sekundärseite werden die Bereiche des Dampferzeugers und das komplette 

Frischdampfleitungssystem bis zum Turbineneintritt berücksichtigt. Für diese 

Systemkomponenten (siehe Abbildung 4.2) wurden in der vorliegenden Arbeit die 

thermohydraulischen Phänomene theoretisch analysiert. 

Als Erstes werden die thermohydraulischen Phänomene aufgelistet, die für die 

Störfalluntersuchung mit TRACE betrachtet werden müssen (siehe Tabelle 4.1). Die 

Einteilung in dieser Tabelle erfolgte dabei im Wesentlichen auf der Grundlage der Rei-

bungskräfte und der Wärmeübertragung.  

Abbildung 4.2 – Betrachtung von thermohydrau-
lischen Phänomenen an den dargestellten Kraft-
werkskomponenten 
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Die Reibungskräfte werden unterteilt in Wandreibung unterhalb (WRU) bzw. 

oberhalb (WRO) der kritischen Wärmestromdichte und in die Phasengrenzreibung 

oberhalb (PRU) bzw. unterhalb (PRO) der kritischen Wärmestromdichte. Bei der Wand-

reibung handelt es sich um die Reibungskraft zwischen den Strukturmaterialien und der 

Fluidschicht bei strömenden Fluiden. 

Tabelle 4.1 – Thermohydraulische Phänomene unterteilt in Strömungsarten und thermo-

dynamische Vorgänge in TRACE 

Thermohydrau-

lische Phänomene 

Kritische Wärme-

stromdichte 

Strömungsart und thermo-

dynamische Vorgänge in TRACE 

Wandreibung 

unterhalb (WRU) 

 Einphasenströmung (gasförmig,    

flüssig) 

 Blasen- und Pfropfenströmung 

 Ring- und Nebelströmung 

 geschichtete Strömung 

oberhalb (WRO) 

 umgekehrte Ringströmung 

 umgekehrte Pfropfenströmung 

 Nebelströmung 

Phasengrenz-    

reibung 

unterhalb (PRU) 

 Blasenströmung, Pfropfenströmung, 

Taylor-Kappenströmung, 

 Ring- und Nebelströmung 

 geschichtete Strömung 

oberhalb (PRO) 

 umgekehrte Ringströmung 

 umgekehrte Pfropfenströmung 

 Nebelströmung 

Wärmeübertragung 

durch Fluide zu oder 

von Wänden 

unterhalb (WWU) 

 Einphasenkonvektion (gasförmig,   

flüssig) 

 Beginn von Blasensieden und 

unterkühltes Blasensieden 

 Behältersieden 

 Kondensation (Tropfen-, Filmkon-

densation bei Anwesenheit oder 

Abwesenheit von nichtkon-

densierenden Gasen) 

genau erreicht 

(KWS)  

 Berechnung der kritischen 

Wärmestromdichte 

minimal möglich 

(MFS) 

 Berechnung der Leidenfrost-

Temperatur (minimale 

Filmsiedetemperatur) 

oberhalb (WWO) 

 Filmsieden bei der umgekehrten 

Ringströmung 

 Filmsieden bei umgekehrter 

Pfropfenströmung 

 Filmsieden bei der Nebelströmung 
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Tabelle 4.1, Fortsetzung – Thermohydraulische Phänomene unterteilt in Strömungsarten 
und thermodynamische Vorgänge in TRACE 

Thermohydrau-

lische Phänomene 

Kritische Wärme-

stromdichte 

Strömungsart und thermo-

dynamische Vorgänge in TRACE 

Wärmeübertragung 

an Phasengrenzen 

unterhalb (WPU) 

 Blasenströmung, Taylor-Kappen-

strömung, Pfropfenströmung,  

 Ring- und Nebelströmung 

 „Flashing“ (überhitzte Flüssigkeit in 

Bezug zur Sattdampftemperatur) 

 geschichtete Strömung 

 Kondensation (Tropfen-, Filmkon-

densation bei Anwesenheit oder 

Abwesenheit von nichtkon-

densierenden Gasen) 

oberhalb (WPO) 

 umgekehrte Ringströmung 

 umgekehrte Pfropfenströmung 

 Nebelströmung 

spezielle thermo-

hydraulische 

Phänomene (STP) 

Betrachtung 

irrelevant (nicht 

darauf bezogen) 

 kritisches Ausströmen von 

unterkühlter Flüssigkeit 

 Modell zur Begrenzung der 

Gegenströmung 

 Wärmeübertragung an Abstands-

haltern bei Einphasenströmung 

 Druckverlust durch Abstandshalter 

 Tropfenabrissmodell bei 

Abstandshaltern (in TRACE zurzeit 

nicht berücksichtigt) 

 Wiederbenetzung bei Abstands-

haltern (in TRACE zurzeit nicht 

berücksichtigt) 

 

Die Phasengrenzreibung ist als die Widerstandskraft definiert, die zwischen zwei 

verschiedenen angrenzenden Fluidarten auftritt, wenn sie sich mit unterschiedlichen 

Geschwindigkeiten bewegen. Beispielsweise kann sich bei der Blasenströmung das 

flüssige Wasser mit einer anderen Geschwindigkeit bewegen als die darin befindlichen 

Dampfblasen. 

Die kritische Wärmestromdichte (KWS) ist ein thermohydraulischer Zustand, für 

dessen präzise Erklärung auf die Literatur verwiesen wird [82]. In groben Zügen läuft der 

im Folgenden beschriebene Vorgang ab der zum Zustand der kritischen Wärmestrom-

dichte führt. Die Energie einer konstanten Wärmequelle (z. B. einer elektrischen Heizung 

bei konstanter Stromzufuhr, oder von Uranpellets im stationären Neutronenfeld) wird 

auslegungsgemäß übertragen. Diese Übertragung erfolgt entweder durch das thermo-

dynamische Phänomen der Einphasenkonvektion (DWR) oder – beim Blasensieden – 

durch die Zweiphasenkonvektion (SWR). Steigt die Wärmeleistung oder verringert sich 

der Kühlmittelmassendurchsatz, dann tritt zuerst das Blasensieden ein (beim DWR), 

bevor das Filmsieden am Brennstab beginnt. Beginnt dann das Filmsieden, entsteht an 

der Metalloberfläche ein Dampffilm (Leidenfrost) und dieser verringert sehr stark den 

Wärmetransport. Die kritische Wärmestromdichte wird dann überschritten, wenn die 
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Metalloberfläche nicht mehr von flüssigem Wasser benetzt wird. Dann steigt die 

Temperatur der Metalloberfläche des Brennstabs an, was unerwünscht ist, weil dadurch 

die Rückhaltebarriere der Brennstabhülle potenziell gefährdet wird. Die Wärmeleistung 

ist also größer als die, die durch das umgebende Medium abgeführt werden kann.  

In der Tabelle 4.1 wird – in Analogie zu den Reibungskräften – die Wärmeübertragung 

unterteilt. Sie wird gegliedert in die Wärmeübertragung durch Fluide zu oder von den 

Wänden unterhalb (WWU) bzw. oberhalb (WWO) der kritischen Wärmestromdichte. Die 

Wärmeübertragung an Phasengrenzen wird ebenfalls unterteilt: in Phänomene, die 

unterhalb (WPU) bzw. oberhalb (WPO) der kritischen Wärmestromdichte eintreten. 

Bei der Wärmeübertragung durch Fluide zu oder von den Wänden entsteht auf-

grund eines Temperaturunterschieds ein Wärmestrom vom heißeren Medium zum 

kälteren Medium. Über die thermische Phasengrenzschicht wird ebenfalls ein Wärme-

strom solange übertragen, bis der Temperaturausgleich beispielsweise zwischen einer 

Dampfblase und dem Flüssigkeitskern der Strömung erfolgt ist. In der Tabelle 4.1 wird 

die minimale Filmsiedetemperatur mit MFS abgekürzt.  

Alle weiteren thermohydraulischen Phänomene bei denen es nicht erforderlich 

war, einen Bezug zur kritischen Wärmestromdichte herzustellen, werden in die Gruppe 

der sogenannten speziellen thermohydraulischen Phänomene (STP) eingegliedert. 

Alle genannten Gruppen von Phänomenen in der Tabelle 4.1 bilden die Grund-
struktur für die Umsetzung einer thermohydraulischen Simulation für die Störfallunter-
suchung mit TRACE. Für die Berechnung einer Strömungsart werden mehrere 
empirische Beziehungen benötigt. Das Gleiche gilt auch für die thermodynamischen 
Vorgänge. Beispielsweise gehören zum Phänomen der Wandreibung für die Einphasen-
strömung alle empirischen Beziehungen, die für die Berechnung der natürlichen, der 
laminaren und der turbulenten Strömung erforderlich sind. Aufgrund dessen können nun 
die empirischen Beziehungen, die in TRACE implementiert sind, den thermohydrau-
lischen Phänomenen zugeordnet werden. Außerdem wurde diese Zuordnung für die ver-
schiedenen Strömungsarten und thermodynamischen Vorgängen in den sogenannten 
Berechnungstafeln, die sich in den Anlagen F1-F21  befinden,  graphisch dargestellt.  
Allerding fehlt dort die Darstellung  für die Wärmeübertragung an Phasengrenzen bei der 
Kondensation bei Anwesenheit und bei Abwesenheit von nichtkondensierenden Gasen, 
die im Rahmen der vorliegenden Arbeit nicht berücksichtigt werden. Daher sollen die 
empirischen Beziehungen der Fachliteratur [10] entnommen und deren Unsicherheiten 
nach dem mathematischen Verfahren des Abschnitts 4.2 ermittelt werden, falls sie zur 
Untersuchung eines Störfallereignisses benötigt werden. 

Der wesentliche Vorteil dieser Berechnungstafeln besteht darin, dass der 

Analytiker auf einen Blick alle empirischen Beziehungen heranziehen kann, die bei der 

Simulation eines thermohydraulischen Phänomens berücksichtigt werden müssen. Auf 

diesen Berechnungstafeln sind auch die Unsicherheiten angegeben, die für eine 

Unsicherheitsanalyse benötigt werden. Für die Ermittlung dieser Unsicherheiten musste 

eine mathematische Vorgehensweise eingeführt werden, die alle empirischen 

Beziehungen einheitlich behandelt und außerdem die Streuung der Messwerte 

berücksichtigt. Zur Ermittlung der Unsicherheiten wurde in der vorliegenden Arbeit das 

stochastische lineare Regressionsmodell [83, S. 22-23], [84, S. 12] verwendet.  
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4.2 Regressionsverfahren für die experimentelle Datenanalyse 
 

Die in TRACE programmierten empirischen 

Beziehungen wurden aus unterschiedlichen Ex-

perimenten abgeleitet. Jede dieser empirischen 

Beziehungen beschreibt einen funktionalen Zu-

sammenhang zwischen mindestens zwei Ver-

suchsparametern des jeweiligen Experiments. Im 

Fall von zwei Versuchsparametern wurde im Ex-

periment eine Eingangsgröße x (Stellgröße) vari-

iert und die Auswirkung auf eine Ausgangsgröße 

y (Beobachtungswert, Messwert) untersucht. Bei 

mehreren Versuchsparametern werden entspre-

chend mehrere Eingangsgrößen (x1, x2, x3, …, xk) 

variiert und wird ebenfalls die Auswirkung auf die 

Ausgangsgröße untersucht. 

Im Fall von zwei Versuchsparametern wird 

während der Durchführung des Experiments eine 

bestimmte Anzahl h von Datenpaaren  (xi, yi)  in 

einer Messwerttabelle aufgezeichnet. Wird nun angenommen, dass sich bei einer Mess-

wertaufnahme mit unendlich vielen Datenpaaren eine stetige Funktion zwischen y und x 

bilden würde, dann gilt die Beziehung y = f (x). Welche Gestalt die Funktion f  hat (z. B.  

linear, quadratisch, kubisch, exponentiell), ist jedoch noch unbekannt und muss erst 

rechnerisch ermittelt werden. Zu diesem Zweck muss beispielsweise ein angesetzter 

Funktionsverlauf geprüft werden, der vermutlich den Zusammenhang zwischen der Ein-

gangsgröße und dem Messwert repräsentativ darstellen könnte. Bei dieser Prüfung wird 

unter Anwendung der Gauss’schen Methode (Gauß-Markow-Modell) der kleinsten Qua-

drate (Fehlerquadratsumme) [13, S. 129] der Abstand ri (siehe Abbildung 4.3) zwischen 

dem Messwert yi und dem angenommenen Funktionsverlauf rechnerisch minimiert. An 

dieser Stelle wird die sogenannte Ausgleichsrechnung für einen linearen Funktions-

verlauf vorgestellt: 

)(mit    Minimum
1

2

iii

n

i

i xbayrr 


 (4.1) 

 

dabei ist a die Regressionskonstante und b der Regressionskoeffizient. Der Index i 
durchläuft die einzelnen Datenpaare. 

In der Abbildung 4.3 lässt sich erkennen, dass die lineare Regressionsfunktion 

nicht durch alle Messwerte läuft. Aus mathematischer Sicht könnte nun die Frage gestellt 

werden, ob es nicht eine andere Ausgleichsrechnung gibt, bei der die Abweichungen 

von den Messdaten kleiner wären. Die Frage kann dahingehend beantwortet werden, 

dass es Ausgleichsrechnungen gibt, die andere Funktionsansätze verwenden, so bei-

spielsweise eine quadratische Regressionsfunktion oder eine Regressionsfunktion unter 

Verwendung eines Polynoms. Diese und weitere funktionale Zusammenhänge sollten 

und können bei der Ausgleichsrechnung mathematisch überprüft werden, indem die 

Gleichung (4.1) entsprechend angepasst wird, wie das der Literatur [85] zu entnehmen 

ist. 

Aus mathematischer Sicht kann eine perfekte Regressionsfunktion gefunden wer-

den, indem beispielsweise eine Polynomfunktion höherer Ordnung verwendet werden 

würde, wie das in der Abbildung 4.3 dargestellt ist. Diese Polynomfunktion wird im 

Abbildung 4.3 – Datenpaare im karte-

sischen Koordinatensystem und Re-

gressionsgerade 
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günstigsten Fall durch sehr viele Messdaten des Experiments laufen. Allerdings werden 

in den Experimenten meistens Messdaten aufgezeichnet, die erkennen lassen, dass 

sich bei einer Erhöhung der Eingangsgröße auch die Messgröße erhöht oder verringert. 

Diese empirischen Beziehungen wechseln dann die Eigenschaft der Monotonie nicht 

zwischen steigend und fallend. Empirische Beziehungen, die einen ständigen Wechsel 

der Monotonie aufweisen, sind eher selten. Eine Ausnahme bildet beispielsweise das 

Geschwindigkeitsprofil einer turbulenten Strömung, wie es aus der Literatur hervorgeht 

[86, S. 69]. In der zitierten Arbeit wurden ein Regressionspolynom 6. Ordnung und die 

kubische Spline-Interpolation verwendet, um aus den Messwerten ein Geschwindigkeits-

profil zu erstellen.  

Bei der Verwendung eines Regressionspolynoms höherer Ordnung ist zu be-

denken, dass sich dadurch zwar der Verlauf der bisherigen Messwerte beschreiben 

lässt, dass dann aber keine Vorhersage (Extrapolation) für Werte wenig außerhalb des 

bisher abgedeckten Messwertbereichs möglich ist. Daher ist es eher so, dass die in der 

Abbildung 4.3 angesetzte lineare Regressionsfunktion den beispielhaften physikalischen 

Sachverhalt des Experiments in sehr guter Näherung beschreiben kann. Die in der 

Abbildung 4.3 ersichtlichen Abweichungen der Regressionsfunktion von den Mess-

werten müssen demnach andere Ursachen haben. 

Die Erfahrungen aus Wissenschaft und Technik zeigen, dass bei der Durchführung 

von Experimenten die Messwerte stets mit zufälligen Fehlern behaftet sind. „Zufällig“ ist 

so zu verstehen, dass bei wiederholten Messungen selbst bei gleichem Versuchsaufbau 

nie identische Messwerte aufgezeichnet werden können. Die Abweichungen in den 

Messungen stellen den zufälligen Fehler dar. Diese Erscheinung, die von A. de Moivre, 

P. S. Laplace und C. F. Gauss beschrieben wurde, führte zur Entdeckung der Normal-

verteilung durch A. Quetelet. Bei den erwähnten Wiederholungsmessungen zeichnet der 

Beobachter ein bestimmtes Muster an Messwerten auf. Das bedeutet: Werden die 

Häufigkeiten der Differenzen zwischen dem aktuellen Messwert und dem arithmetischen 

Mittelwert ausgezählt und auf einer Achse aufgetragen, dann ergibt sich das Muster 

einer Glockenkurve. Die Gestalt der Glockenkurve ist typisch für die Normalverteilung.  

Bald schon wurde erkannt, dass eine Normalverteilung auch bei anderen 

Phänomenen zu beobachten ist. Das gilt auch für die Messwerte, die zur Ermittlung einer 

empirischen Beziehung verwendet werden. Das führt zu der Erkenntnis, dass es keine 

„wahren“ Datenpaare gibt. Somit ist die in der Abbildung 4.3 eingezeichnete Gerade nur 

eine von vielen möglichen Geraden, die jedoch untereinander ähnlich sind. Wie kann 

nun dieser nicht zu vermeidende Zufall in den Messfehler in TRACE berücksichtigt 

werden, der es nicht a priori zulässt, den physikalischen Zusammenhang exakt darzu-

stellen? 

Diese Frage wird in der vorliegenden Arbeit mit Hilfe der analytischen Statistik und 

der Wahrscheinlichkeitsrechnung beantwortet. Dafür muss zunächst eine Modellvor-

stellung entwickelt werden, die es ermöglicht, bei einer gegebenen Eingangsgröße xi 

statt eines exakten Funktionswertes yi zufällige Funktionswerte Yi (im Folgenden durch 

Großbuchstaben symbolisiert) zu berücksichtigen. Die Datenpaare sind nun (xi, Yi). 

Diese Datenpaare entstehen aufgrund von zufälligen Fehlern und sind folglich als 

zufällige Datenpaare zu bezeichnen. Zufällige Fehler sind statistischer Art; diese können 

durch statistische Verfahren minimiert werden.  

Aus diesen Überlegungen folgt, dass statt einer optimalen Ausgleichsfunktion 

mehrere zufällige bestmögliche (optimale) Kurvenverläufe Y = f (x) nach der Gauß‘schen 

Methode der kleinsten Quadrate erlaubt sind. Dabei wird angenommen, dass die 

Unsicherheit (Messfehler) ausschließlich die Messgröße Y betrifft und dass die Ein-

gangsgröße x fehlerfrei ist. Es sei angemerkt, dass diese Unsicherheit bei der Dar-

stellung der Messwerte durch den Fehlerbalken dargestellt wird. Unsicherheiten, die 
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sowohl die Eingangsgröße als auch die Messgröße betreffen, werden durch ein 

Fehlerkreuz dargestellt. Wenn im nachfolgenden Text von Messfehlern die Rede ist, sind 

nur die Messfehler in Y gemeint. Diese Annahme fügt sich logisch in das Gesamtbild ein, 

wenn das System der Gleichungen in TRACE vorgestellt wird, die für die Berechnung 

von thermohydraulischen Phänomenen erforderlich sind. Damit ist Folgendes gemeint: 

Eine Eingangsgröße für eine empirische Beziehung kann die Messgröße einer anderen 

empirischen Beziehung sein, für die die Unsicherheit bereits berücksichtigt worden ist. 

Die betrachtete Eingangsgröße kann aber auch aus den First-Principles-Beziehungen 

berechnet wurden sein. Jedenfalls wird so ausgeschlossen, dass bei einer Unsicher-

heitsanalyse die Unsicherheiten doppelt berücksichtigt werden.  

Aufgrund dieser Überlegung lässt sich ein mathematisches Modell aufstellen, 

durch das die zufälligen Abweichungen Ei der Datenpaare berücksichtigt werden. Es 

lautet:  

iii ExbaY     . (4.2) 

 
Das ist das Modell einer einfachen stochastischen linearen Regression. Der 

stochastische Charakter der Beziehung entsteht durch die Voraussetzung, dass Ei eine 

Zufallsvariable ist und somit einer Wahrscheinlichkeitsverteilung unterliegt. In der 

vorliegenden Arbeit wird angenommen, dass die Abweichungen aller Ei dieselbe 

Verteilung aufweisen. Auch die statistischen Kennzahlen (Varianz 2, Erwartungswert 

µ) sind für jeden Funktionswert dieselben und voneinander stochastisch unabhängig 

(nicht korreliert). Die Varianz ist ein Maß für die Streuung der Messwerte um den 

Erwartungswert, der hier dem Regressionswert entspricht. In der vorliegenden Arbeit 

wird angenommen, dass die Streuung aller bisherigen und zukünftigen Messwerte eines 

jeden Experiments stets durch eine Normalverteilung N beschrieben werden kann. Als 

bisherige Messwerte gelten jene Messwerte, die schon zum Zeitpunkt der 

Regressionsanalyse vorlagen. Zukünftige Messwerte sind dagegen jene, die erst zu 

einem späteren Zeitpunkt im Zuge einer Wiederholungsmessung desselben Experi-

ments aufgezeichnet werden. Es gilt die Bedingung: 

2;iE   . (4.3) 

 
Die Hypothese der Normalverteilung wird durch einen statistischen Test (Hypo-

thesentest) geprüft und abgesichert. Es gibt zahlreiche Hypothesentests (z. B.: 

Kolmogorov-Smirnov, Cramer-von-Mises, Anderson-Darling, Shapiro-Wilk, Shapiro-

Francia, D’Agostino, Weisberg-Bingham, Fillibenmit [87, S. 7]), durch die die Gültigkeit 

einer angenommenen Verteilungsfunktion für die zugrundeliegende Stichprobe geprüft 

werden kann. Für die Belange der vorliegenden Arbeit ist es erforderlich, den Abstand ri 

Gleichung (4.1) zwischen dem Messwert und der geschätzten Regressionsfunktion auf 

eine Normalverteilung zu prüfen.  

Für diese Aufgabe hat sich der Shapiro-Wilks-Test als besonders praktikabel 

erwiesen, da er nur wenige Messwerte benötigt, um ein aussagekräftiges Testergebnis 

zu liefern. Das war ein wichtiges Entscheidungskriterium, weil vielen empirischen 

Beziehungen – gemäß den veröffentlichten Originalartikeln – in der Regel weniger als 

30 Messwerte zugrunde liegen. Die Vorgehensweise des Shapiro-Wilks-Tests kann der 

Fachliteratur entnommen werden, oder es kann entsprechend der Kurzanleitung in der 

Anlage D vorgegangen werden. In der vorliegenden Arbeit wurde für den Hypothesentest 

das Programm Origin 7.5G [88] verwendet.   
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Eine gegenüber der einfachen stochastischen linearen Regression erweiterte 

Modellvorstellung ist die multiple stochastische lineare Regression. Diese wird dann 

angewendet, wenn – wie bereits erläutert – der Einfluss mehrerer Eingangsgrößen auf 

eine Ausgangsgröße untersucht wird, vorausgesetzt, dass jede Eingangsgröße linear 

auf die Messgröße einwirkt. Unter der Voraussetzung der Bedingung (4.3) lautet das 

Modell: 

iikkiii ExbxbxbbY  ,,22,110 ...  (4.4) 

 

dabei ist b0 die Regressionskonstante und die bj, j = 1, 2,…, k sind die Regressionsko-

effizienten für die Eingangsgröße xi. Der Wert k gibt dabei die Anzahl der Eingangs-

größen an. Üblicherweise wird in einem Experiment versucht, möglichst nur eine einzige 

Eingangsgröße zu variieren und alle anderen konstant zu halten und so sind auch 

üblicherweise die empirischen Gleichungen in TRACE programmiert. Dann hat die 

Gleichung (4.4) für die vorliegende Arbeit keinen praktischen Nutzen. Diese 

Modellvorstellung kann aber dennoch angewendet werden, wenn beispielsweise in 

einem Experiment eine Eingangsgröße x (z. B. der Druck) sowohl mit einem linearen 

Anteil als auch mit einem quadratischen Anteil auf dieselbe Messgröße Y einwirkt. Es 

handelt sich dann um eine nichtlineare Regression, die aber in mathematischer Hinsicht 

in eine quasilineare Regressionsfunktion bei bekannten Parametern überführt werden 

kann. Das quasilineare Modell lautet zunächst  

ikki ExgbxgbbY  )(...)(110  (4.5) 

 

und wird durch die Substitution x1 = g1(x), …, xk = gk(x) auf eine multiple stochastische 

lineare Regression zurückgeführt. 
 

Liegt nun also eine empirische Beziehung in Form einer linearen Abhängigkeit vor, 

können die Abweichungen ri mit Hilfe der Gleichung (4.1) entweder in Verbindung mit 

der Gleichung (4.2) oder der Gleichung (4.4) berechnet werden. In TRACE liegen jedoch 
viele empirische Beziehungen nicht in Form einer linearen Funktion vor. Folglich müssen 
diese nicht linearen Zusammenhänge überführt werden zu einer linearen Gestalt durch 
Transformation der Funktion, damit die einfache oder multiple stochastische lineare 
Regression angewendet werden kann. 

Bei einer nichtlinearen Regressionsfunktion führt wenigstens eine Eingangsgröße 
zu einer nichtlinearen Abhängigkeit. Beispielsweise kann die Funktion eine exponentielle 
Form haben:  

bxay    . (4.6) 

 
Wir wollen auf dieses Beispiel näher eingehen, weil in TRACE sehr viele empirische 
Beziehungen diese Form haben. Durch Logarithmieren der Gleichung (4.6) wird diese in 
eine lineare Form transformiert, das heißt: die Exponentialfunktion nimmt die Form einer 

allgemeinen Geradengleichung xbay   an:  

)(log)(log)(log 101010 xbay    . (4.7) 

 
Jetzt kann die lineare stochastische Regression gemäß der Gleichung (4.2) angewendet 
werden. In der Tabelle 4.2 sind weitere – für die vorliegende Arbeit wichtige –  
Transformationen zur Linearität zusammengestellt.  
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Tabelle 4.2 – Transformation zur Linearität für ausgewählte Funktionszusammenhänge 

Funktionaler Zusammenhang der 
empirischen Beziehung 

Transformation zur Linearität 

bxay   )(log)(log)(log 101010 xbay   

xbay   )(log)(log)(log 101010 bxay   

xbeay   xbay  )ln()ln(  

xbeay   
1)ln()ln(  xbay  

)( xb

xa
y




  1111  x

bay
 

 
Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass sich in TRACE mit dem hier 

vorgestellten mathematischen Ansatz die Abweichungen ri der unterschiedlichsten em-

pirischen Beziehungen einheitlich behandeln lassen. Im Weiteren werden alle Modell-

vorstellungen für eine einfache stochastische lineare Regression hergeleitet und gelten 

nur für den überführten linearen (transformierten) Zustand einer empirischen Beziehung. 

Das heißt: Die Standardabweichung gilt nur für die linear transformierten Regressionen; 

diese kann nicht in die ursprüngliche Ausgangsgleichung zurücktransformiert werden! In 

TRACE können viele nichtlineare Zusammenhänge durch eine Transformation in die 

Linearität überführt werden, sodass dies für die zu entwickelte Best-Estimate-Methode 

angewendet werden kann.  

In der Abbildung 4.4 wird die Modellvorstellung der linearen stochastischen Re-

gression veranschaulicht. In dieser Abbildung ist φ – die Dichtefunktion der Normalver-

teilung – an zwei Funktionsstellen eingetragen. Die Dichtefunktion kann gewonnen 

werden, sobald alle statistischen Kennzahlen (z. B. der Erwartungswert und die Stan-

dardabweichung) ermittelt wurden. Bei der Anwendung der Methode der kleinsten 

Quadrate zur Minimierung des Fehlerabstands wird der Erwartungswert µ stets gleich 

Null gesetzt. Aufgrund der vorausgesetzten Stetigkeit der Regressionsfunktion gilt die 

Modellvorstellung der stochastischen linearen Regression mit normalverteilten zufälligen 

Abweichungen an jeder Funktionsstelle. Außerdem ist die empirische Standardab-

weichung   der  Normalverteilung  an  jeder  Funktionsstelle  gleich  groß.  Dies  ist  eine  

 
Abbildung 4.4 – Darstellung des stochastischen linearen Modells unter der Annahme einer 
normalverteilten geschätzten Regressionsfunktion 
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letzte Annahme des hier entwickelten mathematischen Modells zur Ermittlung der 

Unsicherheiten der empirischen Beziehungen. Diese Annahme setzt eine sogenannte 

Varianzhomogenität voraus. Ob eine Homogenität vorliegt, kann mit Hilfe verschiedener 

Hypothesentests (z. B.: Levene-Test, Brown-Forsythe-Test) überprüft werden. Eine 

Voraussetzung für die Durchführung dieser Tests besteht allerdings darin, dass für eine 

Funktionsstelle xi gleichzeitig mehrere Messwerte vorliegen. 

Wie bereits einleitend erwähnt wurde, gibt es für die hier recherchierten empi-

rischen Beziehungen aus den 70er und 80er Jahren oftmals nur wenige Messwerte. 

Hinzu kommt, dass für eine konkrete Funktionsstelle oftmals nur ein einziger Messwert 

angegeben wird. Mit dieser Datenbasis kann kein Hypothesentest durchgeführt werden. 

Bei der damals begonnenen und heute noch weitergeführten Entwicklung von TRACE 

werden für die Ermittlung einer empirischen Beziehung manchmal mehrere Experimente 

verschiedener Autoren zusammengeführt. Dann gibt es für eine Funktionsstelle mehrere 

Messwerte. Da aber mit der vorliegenden Arbeit eine einheitliche Behandlung aller 

empirischen Beziehungen angestrebt wird, bleibt nur die Möglichkeit, die Varianzhomo-

genität gleichermaßen bei allen empirischen Beziehungen vorauszusetzten. Für einen 

Nachweis der Varianzhomogenität müssten die Experimente repräsentativ erneut durch-

geführt werden, was den zeitlichen Rahmen dieser Arbeit bei weitem überschreiten 

würde. Es kann aber festgehalten werden, dass bei aktuellen experimentellen Analysen, 

die ähnliche Phänomene wie früher untersucht haben, die Varianzhomogenität bereits 

nachgewiesen werden konnte.  

Bevor erklärt wird, wie die Standardabweichung einer Regressionsfunktion zu 

berechnen ist, muss zuvor die entwickelte Modellvorstellung der geschätzten Re-

gressionsfunktion mit der vorausgesetzten Varianzhomogenität erläutert werden. Die tat-

sächliche Standardabweichung kann nämlich strenggenommen gar nicht berechnet 

werden – diese kann nur aufgrund der Zufälligkeiten in den Messdaten abgeschätzt 

werden. 

Die Abweichungen ri in der Gleichung (4.1) werden auch als Residuen bezeichnet. 

Da auch die Residuen den zufälligen Fehlern mit der Bedingung (4.3) unterliegen, muss 

diese Bedingung für den Modellansatz der linearen stochastischen Regression neu 

formuliert werden: 

)(mit   Minimum
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i xbaYRR 


  . (4.8) 

 
Bei Anwendung der Methode der kleinsten Quadrate und unter der Annahme, dass die 
gesuchte Regressionskurve einer Normalverteilung unterliegt, kann die Maximum-
Likelihood-Methode angewendet werden, um die sogenannten Schätzfunktionen zu 
ermitteln. Auf die Herleitung der Schätzfunktion wird an dieser Stelle verzichtet und 
stattdessen auf die Literaturstellen [13, S. 129], [89] verwiesen. Für den geschätzten 
Regressionskoeffizienten ergibt sich der Ausdruck: 
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Nun kann die geschätzte Regressionskonstante ermittelt werden: 

xbYa  ˆˆ  (4.10) 
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dabei sind x  und Y  mit Hilfe des arithmetischen Mittelwertsatzes zu berechnen. Damit 

ergibt sich die geschätzte (auch: empirische) Regressionsgerade zu: 

xbaY  ˆˆˆ   . (4.11) 

 

Weiterhin sei erwähnt, dass aufgrund des Zufalls auch die geschätzten Regressions-

parameter normalverteilt sind; es gelten somit zwei weitere Bedingungen: 

2ˆ;ˆ
aaa   (4.12) 

und 

2ˆ;ˆ
bbb    . (4.13) 

 

Die empirischen Varianzen der Regressionsparameter lassen sich berechnen zu 
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Es ist klar, dass für die Lösung der beiden Gleichungen die Standardabweichung 

der geschätzten Regressionsfunktion benötigt wird. Jetzt kann – bei Kenntnis des 

Modells der geschätzten Regression – erläutert werden, wie die Standardabweichung 

ermittelt wird. 

Für unbekannte funktionale Zusam-

menhänge, die für die Entwicklung jeder 

empirischen Beziehung die Ausgangs-

situation darstellen, besteht nur die Mög-

lichkeit, für die Berechnung der empi-

rischen Streuung die geschätzte Regres-

sionsfunktion zu verwenden. Es seien zu-

nächst die Residuen Ri mit den zufälligen 

Fehlern Ei bekannt. Dann gilt, dass sich die 

zufälligen Beobachtungswerte Yi aus der 

zufälligen geschätzten Regressionsge-

raden Ŷ  addiert  mit  beziehungsweise 

subtrahiert von den Residuen ergeben 

(siehe Abbildung 4.5): 

 

RYY  ˆ   . (4.16) 

 
Wird diese Beziehung umgestellt und die Gleichung (4.11) verwendet, gelten für jeden 

i-ten Funktionswert folgende Residuen:   

Abbildung 4.5 – Zusammenhang zwischen 

den Messwerten, der geschätzten Regres-

sion und der wahren Regression 
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 iii xbaYR  ˆˆ   . (4.17) 

 
Werden nun die einzelnen Residuen quadriert und die Ergebnisse summiert, ergibt 

sich unter der Voraussetzung einer erwartungstreuen Schätzung die Varianz 2̂ . Es sei 

bemerkt, dass bei der Berechnung der empirischen Standardabweichung bei Wieder-

holungsmessungen die Rechenoperation h – 1 verwendet wird. Im Gegensatz dazu wird 

hier für die Bildung der Varianz der Regressionsgeraden die Rechenoperation h – 2 

angewendet. Damit wird eine erwartungstreue Schätzung erzielt [13, S. 132], [89, S. 12]. 

Streng genommen ist auch diese Varianz wieder ein geschätzter Wert, der aus den 

zufälligen Datenpaaren berechnet wurde; er müsste eigentlich mit dem Symbol 2̂  

bezeichnet werden. Da es aber ohne zufällige Fehler keine Varianz geben würde, kann 

die in der Praxis übliche Bezeichnung 2  verwendet werden. Für den Ansatz zur 

Berechnung der Schätzfunktion muss der Mittelwert der Residuen 0R  sein. Dies gilt 

vor allem dann, wenn die Regressionsfunktion zum ersten Mal aus den Messwerten 

ermittelt wird. Damit folgt: 
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Nach Anwendung der Rechenoperation einer Wurzel folgt die empirische Standard-

abweichung der Regression, die auch als Reststreuung oder als Streuung um die 

(empirische) Regressionsgerade (RSR) bezeichnet wird: 
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Liegt bereits eine empirische Regression vor, dann kann die Streuung zwischen 

den Messwerten und den bereits bekannten Regressionsparameter direkt ermittelt 

werden, ohne erst die geschätzte Regressionsfunktion bilden zu müssen.  

 

Mit der Gleichung (4.2) erfolgt eine lineare Addition der zufälligen Fehler Ei zu den 

Funktionswerten Yi. Daher ist die empirische Reststreuung nur im linearen Regressions-

modell gültig. Allerdings können nicht immer alle empirischen Beziehungen, die in 

TRACE implementiert sind, in die lineare Form mit den hier beschriebenen Methoden 

überführt werden. Daher wird eine alternative Methode erläutert mit der die Unsicherheit 

bei empirischen Beziehungen näherungsweise zur empirischen Reststreuung berechnet 

werden kann. Die mittlere absolute relative Abweichung (MARA) ist definiert zu [90]:  
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Mit der Annahme das die Messwerte normalverteilt sind, kann der MARA-Wert als 

empirische Reststreuung für eine Unsicherheitsanalyse näherungsweise verwendet 

werden, wobei zu beachten ist, dass der MARA-Wert stets kleiner ist als der RSR-Wert. 

Dies soll anhand von 2 durchgerechneten Beispielen demonstriert werden. Bei diesen 

Beispielen handelt es sich um empirische Beziehungen, bei denen das stochastische 

lineare Regressionsmodell ebenfalls angewendet und mit dem MARA-Wert verglichen 

werden kann.   
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Das erste Beispiel zeigt 

einen Zusammenhang zwischen 

dem Phasenverteilungsparame-

ter C0 und des Dampfgehalts zur 

Berechnung des Phasenwider-

standskoeffizienten für die Bla-

senströmung. Dies wurde durch 

Ishii [10, S. 131], [75, S. 31] 

untersucht. Er stellte Messdaten 

von 9 verschiedenen Autoren zu-

sammen. Die originalen Mess-

werte und die empirische Bezie-

hung sind in der Abbildung 4.6 

dargestellt. Ishii fasste die Ab-

szissen-Werte bereits zusam-

men, sodass  die empirische Be-

ziehung mit einer Geradenglei-

chung dargestellt werden kann. 

Es wurde die empirische Rest-

streuung mit der Gleichung 

(4.19) ermittelt, wobei hier keine 

zusätzliche Überführung in eine 

lineare Form erforderlich war. Es  

ist zu beachten, dass in der 

überarbeiteten Abbildung die 

Messdaten der verschiedenen 

Autoren nicht explizit gekenn-

zeichnet wurden. Die RSR be-

trägt 0,0395 und die MARA ist 

±2,63 %. In der Abbildung wur-

den die dreifache Reststreuung 

sowie der dreifache MARA-Wert 

eingetragen. In diesem Bereich 

der dreifachen Standardabwei-

chung soll die entwickelte DY-

BESA-Methode mit dem modifi-

zierten TRACE-Programm die Funktionswerte bei einer Unsicherheitsanalyse be-

rechnen (siehe Abschnitt 4.6). 

Als ein weiteres Beispiel dient die empirische Beziehung zur Berechnung der 

Nusselt-Zahl bei der umgekehrten Ringströmung des Autors Fung [10, S. 310], [91]. Die 

empirische Beziehung musste zuvor in die lineare Form überführt werden, um die RSR 

zu ermitteln. Die RSR wurde zu 0,0747 und die MARA zu 12,86 % berechnet, wobei für 

die Darstellung in Abbildung 4.7 beide Werte mit dem Faktor 3 multipliziert wurden. 

Damit ist der Bereich der dreifachen Standardabweichung gekennzeichnet in dem 

99,7 % aller zugrundeliegenden Messwerte liegen.  

Aus diesen beiden Beispielen geht hervor, dass die MARA kleiner ist als die RSR. 

Dieser Sachverhalt konnte auch noch bei weiteren Beispielen rechnerisch festgestellt 

werden.   
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In der hier erläuterten Situation stellt sich die Frage: „Wie genau ist eigentlich die 

empirische Regression auf der Grundlage der vorliegenden Messdaten?“ Für die 

Überprüfung eines angenommen Funktionsverlaufs kann beispielsweise der empirische 

Korrelationskoeffizient rxy verwendet werden. Das heißt: Je näher rxy am Wert 1 liegt, 

desto eher verläuft die Funktion durch alle Messdaten. Die Anlage H enthält Beispiele 

für Messwerte und deren Darstellung als sogenannte Messwertwolken mit Angabe des 

empirischen Korrelationskoeffizienten (Produkt-Moment-Korrelation, Pearson-Korre-

lation) für die lineare Regression. Bei Verwendung der arithmetischen Mittelwerte 𝑥,̅  �̅� 

lautet der empirische Korrelationskoeffizient: 
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Dennoch kann auch so keine Aussage darüber getroffen werden, in welchem 

Bereich die Messwerte liegen, wenn eine Wiederholungsmessung durchgeführt wird. 

Dafür wird der Vertrauens- und Vorhersagebereich benötigt. Im Interesse eines 

besseren Verständnisses und zur Veranschaulichung des hier verwendeten Unsicher-

heitsbandes wird zunächst der Vertrauens- und Vorhersagebereich erläutert. 

Anschließend wird die Anwendung der sogenannten statistischen Toleranzgrenzen 

erklärt, die für das Unsicherheitsband einer berechneten Störfalltransiente mit der 

DYBESA-Methode verwendet werden. 

 

4.2.1 Vertrauens- und Vorhersagebereich 
 
Im vorangegangenen Abschnitt wurde erläutert, dass die geschätzte Regres-

sionsfunktion aufgrund einer Stichprobe – Umfang von Messwerten – ermittelt wurde. 

Bei einer erneuten Messung würden sich aufgrund der zufälligen Messfehler leicht 

abweichende Datenpaare ergeben. Die Auswertung dieser Datenpaare würde zu einer 

anderen wahrscheinlichen Regressionsgeraden (Berechnung gemäß Abschnitt 4.2) 

führen, wie es in der Abbildung 4.8 dargestellt ist.  

Die Regressionsparameter streuen also, was bereits aus dem Abschnitt 4.2 

bekannt ist. Es kann nun die folgende Frage gestellt werden: „Welche Regressions-

parameter weichen nur sehr wenig von den wahren Regressionsparametern ab?“ Für 

die Beantwortung dieser Frage wird das Intervall geschätzt, in dem die wahre, aber 

unbekannte Regressionsfunktion y mit hoher Wahrscheinlichkeit – auch als statistische 

Sicherheit oder Konfidenz- beziehungsweise Vertrauensniveau (z. B.: β = 95 %) 

bezeichnet – anzutreffen ist. Die Wahrscheinlichkeitsbeziehung P lautet: 

   oGuG KyKP   , (4.22) 

 

wobei das geschätzte Intervall durch die untere Konfidenzgrenze KuG und durch die 

obere Konfidenzgrenze KoG begrenzt wird. Werden alle Vertrauensintervalle entlang 

steigender Funktionswerte betrachtet und Stetigkeit vorausgesetzt, dann entsteht ein 

Funktionsverlauf in Form eines Bandes. Dieses Band wird als Vertrauensband oder 

Konfidenzband xg  bezeichnet,  siehe Abbildung 4.8.  Es symbolisiert die Auswirkung  
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Abbildung 4.8 – Schematische Darstellung des Vertrauens- und Vorhersagebandes 

(symmetrisch) 

der Streuung der Regressionsparameter â  und b̂ , ausgehend von der einen ge-

schätzten Regressionsfunktion. Das Vertrauensband hat seinen kleinsten Intervall-

abstand im Datenschwerpunkt �̅�. Das Vertrauensband ist definiert als [13, S. 249], [89, 

S. 18]: 
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Die Variable qt ist ein Quantil (Maß für die Streuung von Datenerhebungen) der 

sogenannten t-Verteilung. Dieses Quantil kann für eine bestimmte Anzahl von 

Freiheitsgraden h und ein gewünschtes Vertrauensniveau aus Tabellen ([13, S. 390], 

Tabelle 9.7 der Anlage E) entnommen werden. Dabei müssen die Freiheitsgrade wieder 

unter dem Aspekt einer erwartungstreuen Schätzung für die lineare Regression mit der 

Anzahl von Messwerten h – 2 mal berücksichtigt werden. Üblicherweise wird in der 

Wissenschaft und Technik für das Vertrauensband eine Wahrscheinlichkeit von 95 % 

vorausgesetzt, sodass das Quantil für eine zweiseitige Betrachtung aus der Tabelle mit 

0,975 abgelesen werden kann [89, S. 16]. Es können auch einseitige sowie 

nichtsymmetrische zweiseitige Vertrauensbänder berechnet werden, die aber für die 

vorliegende Arbeit nicht benötigt werden. Es sei angemerkt, dass in der Gleichung (4.23) 

die „dreieckigen Klammern“ der Funktion g zum Ausdruck bringen, dass diese Funktion 

einer Student-t-Verteilung unterliegt. Nur kurz sei erwähnt, dass die Student-t-Verteilung 

(kurz: t-Verteilung) im Jahr 1908 von W. S. Gosset [92] entwickelt wurde. Der Stich-

probenmittelwert normalverteilter Daten – also �̅� – unter Bildung der standardisierten 

Schätzfunktion ist nicht mehr normalverteilt, sondern unterliegt der t-Verteilung. Die für 

die Standardisierung benötigte Streuung ist (wie üblich) unbekannt – also muss die 

geschätzte Streuung verwendet werden. Die empirische Standardabweichung des 

Konfidenzbereiches 
Ŷ

  wird ebenfalls mit der Gleichung (4.23) berechnet.  

Es kann die Schlussfolgerung gezogen werden, dass das Vertrauensband nur 

eine Aussage über die unbekannten, aber festen Zahlen der Regressionsparameter 

,  
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liefert. Dabei werden mit einer festzulegenden Wahrscheinlichkeit (Sicherheit) die 

wahren Regressionsparameter eingeschlossen. Je höher der prozentuale Wert der 

Sicherheit gewählt wird, desto breiter wird das Vertrauensband. In der Praxis interessiert 

jedoch eher, in welchem Bereich ein zukünftiger Beobachtungswert liegen wird. Dafür 

wird das Vorhersageband benötigt, das nun besprochen werden soll. 

Bisher wurde auf der Grundlage einer endlichen Anzahl von Datenpaaren eine 

Beziehung zwischen den Eingangsgrößen und den bereits gemessenen Beobachtungs-

werten ermittelt. Mit der geschätzten (empirischen) Regressionsgeraden gemäß 

Gleichung (4.11) kann jedoch keine Aussage darüber getroffen werden, in welchem 

Bereich ein zukünftiger (im Folgenden mit „j“ indizierter) Funktionswert Y an einer 

bestimmten Stelle xi tatsächlich liegen wird. 

Für die Beantwortung dieser Frage muss das Vorhersageband benutzt werden. 

Die Abbildung 4.8 zeigt das aus den bereits gemessenen Daten ermittelte 

Vorhersageintervall an einer bestimmten Stelle xi. Es ist zu erkennen, dass dieses 

Intervall stets breiter als das Vertrauensintervall ist. Das liegt daran, dass zusätzlich auch 

die Zufallsabweichungen der künftigen Beobachtungen Yj berücksichtig werden müssen. 

Es gilt die Wahrscheinlichkeitsbeziehung P: 

   oGuG VYVP   , (4.24) 

 

wobei das geschätzte Intervall durch die untere Vorhersagegrenze VuG und durch die 

obere Vorhersagegrenze VoG eingeschlossen wird. Das Vorhersageniveau ε ist in 

Analogie zum Vertrauensniveau zu betrachten. Die tatsächliche Regressionsfunktion ist 

naturgemäß unbekannt. Damit bleibt nur die Möglichkeit, für die Herleitung des 

Vorhersagebandes die geschätzte Regressionskurve Ŷ  zu verwenden.  

Die Abbildung 4.5 veranschaulicht die Herleitung der geometrischen Beziehung 

der zufälligen Abweichungen, die auch für die zukünftigen Abweichungen verwendet 

werden kann. Mit dieser Analogie folgt: 

   yYyYR jj  ˆ   . (4.25) 

 
Werden nun die bekannten Beziehungen eingesetzt, ergibt sich:  

   )()ˆˆ()( jjjjj xbaxbaxbaYR    . (4.26) 

 

Zwar sind die wahren Regressionsparameter a, b unbekannt, doch die Ausdrücke 

in den beiden umschließenden „eckigen Klammern“ sind bekannt. Außerdem sind beide 

Ausdrücke unabhängige, normalverteilte Zufallsvariablen, wobei die erste nur von den 

zukünftigen Beobachtungen und die zweite nur von den Messungen abhängt. Der 

Erwartungswert sei Null. Über den Ansatz der Varianzbetrachtung für die zukünftigen 

Residuen unter Berücksichtigung der t-Verteilung ergibt sich für das Vorhersageband: 
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Demnach gibt das betrachte Vorhersageintervall an, in welchem Bereich ein idealer 

Funktionswert 
ixu  möglich ist. Die empirische Standardabweichung des 

Vorhersagebandes wird mit V  angegeben. 

Die Ermittlung der Regression bis hin zum Vorhersageband gibt keine Auskunft 

darüber, wie hoch die Anzahl der zugrundeliegenden Messwerte war. Es ist jedoch 

sinnvoll, diese Anzahl bei der Berechnung von Intervallschätzungen zu berücksichtigen. 

Dies kann mit Hilfe der sogenannten statistischen Toleranzschätzungen erfolgen. Dabei 

wird sichergestellt, dass ein bestimmter Mindestanteil der zur Verfügung stehenden 

Stichprobe – Umfang von Messwerten – in einem Intervall überdeckt wird. 

 

4.2.2 Statistische Toleranzgrenzen 

Das Intervall der Toleranzschätzung wird noch breiter ausfallen als das Vorher-

sageband. Es ist bereits bekannt, dass das Vorhersageband die Konfidenzgrenzen und 

die Fehler der zukünftigen Messungen einschließt. Zusätzlich wird nun bei den statis-

tischen Toleranzgrenzen ein Mindestanteil von Messwerten vorausgesetzt, der innerhalb 

definierter Grenzen liegen sollte. Damit gilt die folgende (doppelte) Wahrscheinlichkeits-

beziehung: 

     oGuG TYTPQ   . (4.28) 

 

Der Konfidenzanteil β der Verteilungsfunktion Q gibt an, dass zwischen den Grenzen 

TuG und ToG mindestens der Anteil γ der Grundgesamtheit liegt.  

Es gibt nun zwei mögliche Ausgangssituationen. Im ersten Fall ist die Ver-

teilungsfunktion der Zufallsgröße Y eine Normalverteilung. Mit der bekannten 

empirischen Standardabweichung der Regression können unter Anwendung des 

Toleranzfaktors kn die statistischen Toleranzgrenzen für die normalverteilte Datenbasis 

ermittelt werden:  

 ni kYxk ˆ)(   . (4.29) 

 

Der Toleranzfaktor ist – ähnlich dem qt -Wert – tabelliert; er ist abhängig vom Stich-

probenumfang h und von γ, β.  

In der zweiten Ausgangssituation ist die Verteilungsfunktion der Zufallsgröße Y 

unbekannt. Der Mathematiker S. S. Wilks entwickelte 1941 [1] eine Beziehung, mit der 

verteilungsfreie statistische Toleranzgrenzen berechnet werden können. Diese lautet 

(ohne Herleitung): 

   1)1(1 hh hh   , (4.30) 

 

wobei für γ und β dasselbe gilt wie für die statistischen Toleranzgrenzen bei einer 

normalverteilten Datenbasis und bei einem Stichprobenumfang h. 

Mit der Anwendung der verteilungsfreien statistischen Toleranzgrenzen werden 

bei einer vorhandenen Anzahl von Messwerten, ein bestimmtes Überdeckungsniveau 
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mit Mindestanteil und ein Vertrauensbereich im Intervallbereich festgelegt. Im Umkehr-

schluss kann die Gleichung (4.30) aber auch dazu dienen, bei einem gewünschten 

Überdeckungsniveau und ein Vertrauensbereich, die Anzahl an erforderlichen Mess-

werten (Stichprobenumfang) zu bestimmen. Diese Erkenntnis ist für die vorliegende 

Arbeit von entscheidender Bedeutung.  

Es ist so, dass der Stichprobenumfang nicht nur die Anzahl von Messwerten 

eines Experimentes entsprechen kann, sondern – wie in der vorliegenden Arbeit – 

entspricht der Stichprobenumfang einer Anzahl eines bestimmten Simulationsergeb-

nisses. Dies impliziert nämlich, dass die Anzahl der Simulationsergebnisse gleich der 

erforderlichen Anzahl der Rechendurchläufe  entspricht. In der Gleichung (4.30) wird 

h =  gesetzt, um bei einem gegebenen Überdeckungsniveau und Vertrauensbereich 

für die Toleranzgrenzen die Anzahl der Rechendurchläufe zu ermitteln. Wird nun der 

Aspekt von Wiederholungsrechnungen mit variierenden Eingabedatenätzen bezie-

hungsweise veränderlichen Funktionswerten der empirischen Beziehungen berück-

sichtigt, ergibt dies die erforderliche Anzahl an Stichproben für die Unsicherheitsanalyse. 

Die verteilungsfreien statistischen Toleranzgrenzen dienen nun also dazu, bei statis-

tischer Variation von Funktionswerten bei den empirischen Beziehungen das Unsicher-

heitsband zu generieren. 

Der in der Gleichung (4.30) vorkommende Ausdruck wurde für bestimmte Wahr-

scheinlichkeitsanteile bereits berechnet. Die Ergebnisse sind im Anlage C in der Tabelle 

9.3 und in der Tabelle 9.4 zusammengestellt, sodass die Anzahl der Rechenläufe direkt 

abgelesen werden kann. 

Der hier beschriebene mathematische Ansatz erweist sich als sehr praktikabel 

für die Umsetzung der neuen Best-Estimate-Methode; deshalb wird dieser Ansatz ver-

wendet. Für die Störfalluntersuchung eines bestimmten Störfallereignisses muss nun die 

Frage beantwortet werden, welche der vielen in TRACE implementierten empirischen 

Beziehungen einen relevanten Einfluss auf ein Nachweiskriterium haben. Damit diese 

Frage beantwortet werden kann, wurde als Hilfsmittel für die Störfalluntersuchung in der 

vorliegenden Arbeit eine Tabelle eingeführt. In dieser Tabelle werden ausgewählte 

thermohydraulische Phänomene und Strömungsarten gemäß der Tabelle 4.1 den 

Hauptkomponenten zugeordnet, die einen relevanten Einfluss auf ein Nachweiskriterium 

haben. Die dabei erstellten Tabellen werden in der vorliegenden Arbeit als CIRT 

(„Correlation, Identification and Ranking Table“) bezeichnet. Für jede Störfallkategorie 

wurde eine solche Tabelle erstellt. Die CIRT kann auch in anderen Störfallanalysepro-

grammen verwendet werden, da diese nicht von den in TRACE implementierten 

empirischen Beziehungen abhängt.  

 

4.3 Identifikation von empirischen Beziehungen  
und deren Bewertung 
 
Bei der Beschreibung der CSAU-Methode wurde schon eine Tabelle (PIRT, siehe 

Abschnitt 3.4.1) eingeführt, in der Eingabedatensätze (Eingabeparameter) und physika-

lische Phänomene bei einer LB-LOCA-Analyse einschließlich ihrer Relevanz für den 

Störfallablauf aufgeführt sind. Diese PIRT wurde von Expertengruppen erstellt, wobei 

ein subjektives Punktebewertungssystem verwendet wurde. Es gibt mehrere solche 

PIRT’s, die alle für LB-LOCA-Analysen gelten, allerdings jeweils für unterschiedliche 

Reaktortypen.  

Analog dazu wurde in der vorliegenden Arbeit mehrere CIRT‘s eingeführt, die für 

unterschiedlichste Auslegungsstörfälle bei einem Reaktortyp (DWR) anzuwenden sind. 
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Zunächst soll der in der vorliegenden Arbeit verwendete Bewertungsmaßstab der CIRT 

erläutert werden. 

Der Bewertungsmaßstab der CIRT basiert auf der theoretischen Analyse unter-

schiedlicher Störfallszenarien der jeweiligen Störfallkategorie. Bei der Analyse wurde der 

Störfallablauf bis zur maximalen Beanspruchung der Barrieren (siehe Abschnitt 2.1) 

theoretisch untersucht. Dabei wurden die thermohydraulischen Wechselwirkungen ab 

Störfalleintritt betrachtet, um festzustellen, welche Strömungsarten an den jeweiligen 

Hauptkomponenten vorliegen. Außerdem wurden die Überlegungen zum erwarteten 

Störfallablauf mit verschiedenen Sicherheitsberichten (z. B.: finale SAR des US-APWR 

[93], Sicherheitsbereicht vom Kernkraft Unterweser) abgelichen. 

Der erarbeitete Bewertungsmaßstab wurde in der Hoffnung eingeführt, dass dieser 

gegebenenfalls später durch Sensitivitätsanalysen rechnerisch bestätigt werden kann. 

Der Bewertungsmaßstab der CIRT basiert deswegen auf theoretischen Überlegungen 

sowie zum Teil auf praktischen Berechnungen zur Ermittlung von Sensitivitäten. 

Bei einer Sensitivitätanalyse [94], [95] wird generell eine Maßzahl berechnet, die 

bei der Anwendung von Störfallanalyseprogrammen Auskunft über einen Zusammen-

hang (Korrelation) zwischen den Eingabeparametern n eines Eingabedatensatzes (oder 

empirische Beziehung) und einem bestimmten Rechenergebnis m gibt. Das heißt, es 

wird geprüft, ob eine Korrelation zwischen m und n existieren könnte. Die Korrelation 

hängt dabei wesentlich vom Rechenmodell, vom zu untersuchenden Störfallereignis und 

vom Störfallanalyseprogramm ab. 

Die Sensitivität bei der Simulationsrechnung kann analog zur bereits erläuterten 

Situation (Abschnitt 4.2) für Regressionsverfahren betrachtet werden. Das heißt: Zur 

Überprüfung des ermittelten funktionalen Zusammenhangs zwischen der Variation von 

Regressionsparametern ( â , b̂ ) und den im Experiment ermittelten Messwerten besteht 

ein analoger Zusammenhang zum Sensitivitätsmaß. Somit ist die Sensitivität als das 

Analogon zum bereits eingeführten empirischen Korrelationskoeffizienten (Gleichung 

(4.21)) anzusehen. Da der funktionale Zusammenhang zwischen der Variation der 

Funktionswerte einer empirischen Beziehung und deren Auswirkung auf ein Simulations-

ergebnis nicht bekannt ist, werden in der vorliegenden Arbeit sowohl ein linearer Zusam-

menhang als auch ein nichtlineare Zusammenhang geprüft. 

 

In der Anlage H sind Beispiele für den linearen Zusammenhang schematisch 

dargestellt, wobei der Pearson-Korrelationskoeffizient  rnm  angegeben ist. Aus der 

Anlage H ist auch ersichtlich, dass eine bestimmte Anordnung von Messwerten – 

nämlich die Eingangsgröße und das Simulationsergebnis – zu einer sogenannten 

Messwertwolke (allgemein als Punktwolke bezeichnet) führen können, die von einem 

linearen Koerrelationskoeffizienten nicht mehr erfasst werden kann. Trotzdem kann 

zwischen beiden Größen ein Zusammenhang bestehen, was einer Sensitivität ent-

sprechen würde. Deswegen ist es sinnvoll, einen weiteren Sensitivitätskoeffizienten 

einzuführen, der den nichtlinearen Zusammenhang berücksichtigen kann. 

Durch die Berechnung des Spearman-Korrelationskoeffizienten kann ein nicht-

linearer Zusammenhang zwischen der Variation der Funktionswerte einer empirischen 

Beziehung und dem Simulationsergebnis ermittelt werden. Die Abbildung 4.9 zeigt 

schematisch drei Beispielfälle von Datensätzen einschließlich des jeweiligen Spearman-

Korrelationskoeffizienten. Der Wert 1 entspricht dabei einem perfekten nichtlinearen 

Zusammenhang. Auf ähnlich Weise gilt ein Wert von 1 auch für den perfekten linearen 

Zusammenhang bei der Verwendung der Pearson-Korrelation. Andererseits liegt bei 

einem negativen Korrelationskoeffizienten eine umgekehrte Proportionalität zwischen 

der Variation der Funktionswerte und dem Simulationsergebnis vor (siehe Anlage H und 
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Abbildung 4.9). Der Spearman-Korrelationskoeffizient – ebenso wie der Pearson-

Korrelationskoeffizient – erhalten bei sehr starker Streuungen der Datenpaare einen 

geringen Wert. Ist ihr Wert kleiner als 0,1, wird in der vorliegenden Arbeit angenommen, 

dass der Zusammenhang (die Sensitivität) zwischen der Variation der Funktionswerte 

einer empirischen Beziehung und dem interessierenden Simulationsergebnis zu ver-

nachlässigen ist: Die empirische Beziehung wird dann keiner Unsicherheitsanalyse 

unterzogen.  

 
Abbildung 4.9 – Beispiele des Spearman Korrelationskoeffizienten für ausgewählte 

Datensätze 

Soll in TRACE ein bestimmtes thermohydraulisches Phänomen bei einer be-

stimmten Strömungsart berechnet werden, ist eine jeweils andere Anzahl von 

empirischen Beziehungen erforderlich. Beispielsweise sind für die Berechnung der 

Wärmeübertragung durch Fluide zu Wänden bei der Einphasenströmung solche 

Beziehungen erforderlich, die sowohl die natürliche als auch die erzwungene Konvektion 

(laminare oder turbulente Strömung) berücksichtigen, siehe Anlage F18. Ohne eine 

durchgerechnete Störfalluntersuchung ist es theoretisch unmöglich anzugeben, welche 

empirische Beziehung den größten Anteil der Sensitivität innerhalb einer Strömungsart 

hat. Deswegen werden in der CIRT ausschließlich die thermohydraulischen Phänomene 

bewertet und nicht die einzelnen empirische Beziehungen. Diese Art der Bewertung ist 

aus folgendem Grund sinnvoll: Wenn eine Strömungsart – wie beispielsweise das 

Blasensieden (unterhalb der kritischen Wärmestromdichte) – eintritt, werden von TRACE 

für die Berechnung dieser Strömungsart ohnehin alle erforderlichen empirischen 

Beziehungen verwendet. Im Zuge des Verifikationsprozesses der hier entwickelten Best-

Estimate-Methode wurde geprüft, ob sich diese Annahme bestätigen lässt. Werden also 

für die Berechnung einer Strömungsart mehrere empirische Beziehungen benötigt, dann 

wird diejenige mit dem höchsten Sensitivitätsmaß für einen CIRT Eintrag am ent-

sprechenden thermohydraulischen Phänomen verwendet.  

Durch die ingenieurtechnische Betrachtung jeder Störfallkategorie werden die 

Sensitivitäten der thermohydraulischen Phänomene bei einer Strömungsart für die CIRT 

theoretisch abgeschätzt. Dadurch – und auf der Grundlage einiger praktischer Be-

rechnungsbeispiele mit TRACE – konnten die Sensitivitäten in der CIRT ermittelt 

werden. Alle thermohydraulischen Phänomene, die einen geringeren Einfluss als 0,1 

(entspricht weniger als 10 %) haben, werden in der CIRT mit dem Vermerk „keine 

Wirkung“ versehen. Der Bereich ab 10 % bis weniger als 20 % entspricht einer „geringen 

Wirkung“ und der Bereich ab 20 % bis 100 % entspricht einer „starken Wirkung“. Nun 

kann es vorkommen, dass sich infolge der Berechnung beider Sensitivitätskoeffizienten 

(Pearson- und Spearman-Korrelation) die angegeben Bereiche überschneiden. Dann 

wird für die Ermittlung des Wertes in der CIRT stets der größere Wert der beiden 

Sensitivitätskoeffizienten verwendet. Diese Zuordnung ist in der Tabelle 4.3 dargestellt.  
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Tabelle 4.3 – Bewertungsmaßstab für die CIRT  

Sensitivität Bewertungsmaßstab eines thermohydraulischen              
Phänomens 

  0 % bis <   10 % keine Wirkung (-) 
10 % bis <   20 % geringe Wirkung 
20 % bis ≤ 100 % starke Wirkung 

 
Die Tabelle 4.4 zeigt beispielhaft die CIRT für die Störfallkategorie II, also für die 

Verringerung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr (Tabelle 9.1). In der Tabelle 2.2 wur-

den die thermohydraulischen Nachweiskriterien für diese Störfallkategorie aufgelistet: 

Abstand zum Filmsieden (DNBR) und der Kühlmitteldruck. Als Beispiel wird die CIRT für 

das Nachweiskriterium des Kühlmitteldrucks, wobei die folgenden Hauptkomponenten 

bewertet wurden: Brennelement (BE), Reaktordruckbehälter (RDB), Druckhalter (DH), 

primärseitiger Dampferzeuger (pDE) bis Hauptkühlmittelpumpe (HKMP), sekundärsei-

tiger Dampferzeuger (sDE) mit Frischdampfleitung sowie der heiße und der kalte Strang. 

Weitere CIR-Tabellen befinden sich in den Anlagen G1 bis G7, wobei keine Tabellen 

erstellt wurden für die Barriere des Brennstoff-Kristallgitters. Zum einen wurde in der 

vorliegenden Arbeit vorrangig die Kühlung der Brennelemente analysiert und dement-

sprechend Rechenmodelle dafür modelliert sowie vorhandene verwendet. Auf der 

anderen Seite sind für die Erstellung der CIRTs bezüglich des Brennstoff-Kristallgitters 

Rechenmodelle erforderlich mit entsprechender Neutronenkinetik und den Reaktivitäts-

koeffizienten (z. B. für Borsäure). Dies war im Rahmen der Arbeit nicht möglich.  

Tabelle 4.4 – CIRT für die Störfallkategorie II. – Thermohydraulisches Nachweiskriterium 

Kühlmitteldruck bezüglich der Integrität der druckführenden Umschließung Primärsystem 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE 
bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

WRU, 
Einphasenströmung 

stark stark - stark stark stark stark 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - stark - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - stark - - 

WPO, 
Nebelströmung 

- - - - stark - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - gering stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

 - - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - stark - stark - - 

STP, Druckverlust 
am Abstandshalter 

stark - - - - - - 

 
Für die Modellierung der Streuung des Funktionswertes bei einer empirischen 

Beziehung ist es notwendig, die erforderliche Anzahl von Stichproben bereitzustellen. 

Das gilt für alle zu betrachtenden empirischen Beziehungen. Eigentlich müsste nun für 

ein und dasselbe Rechenmodell jede Stichprobe einzeln durchgerechnet und die 

Auswirkungen auf das interessierende Ergebnis analysiert werden. Das würde jedoch 

schnell zu Problemstellungen führen, bei denen rund 5.000 Rechendurchläufe 

erforderlich sind (50 Eingabeparameter bei jeweils 100 Stichproben). Dies wäre selbst   
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bei Verwendung der heutigen Computertechnik eine aus wirtschaftlicher Sicht undurch-

führbare Berechnungsaufgabe.  

Allerdings gibt es heute sogenannte „Sampling“-Verfahren mit Parameter-

kombination, bei denen gleichzeitig für mehrere Zufallsgrößen (Funktionswerte der 

empirischen Beziehungen) Stichproben erzeugt und diese miteinander kombiniert 

werden können. Dadurch verringert sich die Anzahl der Rechendurchläufe enorm. Für 

die als Beispiel angeführte Problemstellung mit 50 Eingabeparametern bei jeweils 100 

Stichproben sind damit nur noch 100 Rechendurchläufe erforderlich. Bei diesem Ver-

fahren wird versucht, möglichst effektiv mit nur wenigen Stichproben den gesamten 

Parameterraum entsprechend der angegebenen Verteilungsfunktion abzubilden. Außer-

dem werden die Stichproben für verschiedene Eingangsparameter derart miteinander 

verknüpft, dass möglichst alle Bereiche der Parameterräume berücksichtigt werden. 

Auch hierbei wird eine größere Effektivität dadurch erreicht, dass mit nur wenigen 

Rechendurchläufen möglichst alle Parameterräume der verschiedenen Stichproben 

miteinander kombiniert werden. 

 

4.4 Erzeugen und Kombinieren von geeigneten Stichproben 
 
Um die Streuung der empirischen Regressionsfunktion (siehe Abbildung 4.8) und 

damit auch deren Auswirkung auf ein komplexes System zu simulieren, ist ein Zufalls-

zahlengenerator erforderlich. In diesem Zusammenhang müssen zwei grundlegende 

Fragen geklärt werden: „Wie viele Stichproben muss ein ausgewählter Zufallszahlen-

generator ziehen, um eine Verteilungsfunktion repräsentativ darstellen zu können?“ – 

und – „Welche Verfahren zur Erzeugung und Kombination von Stichproben sind für die 

vorliegende Arbeit geeignet?“  

Im vorangegangenen Abschnitt wurde erläutert, dass die erforderliche Anzahl der 

Rechendurchläufe – also die Anzahl der Stichproben – durch ein vorgegebenes 

Vertrauensniveau und die statistische Sicherheit bestimmt wird. Diese Aussage bleibt 

auch weiterhin richtig. Trotzdem ist es stets das Ziel, für eine Störfalluntersuchung so 

wenige Rechendurchläufe wie möglich auszuführen. Das steht im Widerspruch zu der 

Tatsache, dass natürlich gerade so viele Rechendurchläufe erforderlich sind, um alle 

Unsicherheiten der empirischen Funktionen durch geeignete Stichproben repräsentativ 

abzubilden. Weiterhin ist nicht nur die Erzeugung der Stichproben von entscheidender 

Bedeutung, sondern auch die Kombination beliebig vieler Stichproben für verschiedene 

empirische Beziehungen.  

Das Parameter-Sampling und die Parameter-Kombination sind zwei Verfahren, 

durch die für alle möglichen Parameterwerte Stichproben erzeugt werden können. Dafür 

kann entweder das „Simple Random Sampling“ (SRS) oder das „Latin Hypercube 

Sampling“ (LHS) [96] verwendet werden. Es gibt noch weitere Verfahren wie beispiels-

weise das „Stratified Sampling“, das „Importance Sampling“ oder auf einer Taylorreihen-

Entwicklung basierende Techniken wie beispielsweise „Mean-Value First-Order Second-

Moment“, „Advanced First-Order Second-Moment“, „Rosenblueth“ und „Harr Point 

Estimation“ [97]. 

Aus praktischen Erwägungen wird zunächst geprüft, ob eines der beiden Ver-

fahren SRS und LHS für die vorliegende Arbeit ausreichend sind. Das LHS ist für 

Unsicherheitsanalysen mit einer großen Anzahl von Eingabeparametern eine einfache 

und effiziente Methode zur Erzeugung von Stichproben. Die Erzeugung der Stichproben 
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erfolgt beim LHS – im Gegensatz zum SRS –  durch eine sogenannte „geschichtete 

Stichprobenentnahme“ (engl.: „Stratified Sampling“). Dabei wird sichergestellt, dass für 

jeden Parameter der mögliche Wertebereich vollständig ausgeschöpft wird. Dadurch 

kann der gesamte Parameterraum mit weniger Stichproben als beim SRS repräsentativ 

abgebildet werden.  

Beim SRS wird jedes Element zufällig aus der Gesamtheit aller Elemente 

entnommen. Jedes Element hat in jeder Phase des Auswahlprozesses (des 

Zufallszahlengenerators) die gleiche Wahrscheinlichkeit, ausgewählt zu werden. Dabei 

wird aber nicht sichergestellt, dass aus allen Regionen des Stichprobenraums Zufalls-

zahlen gezogen werden. Tatsächlich liefern beide Verfahren erwartungstreue 

Schätzungen der Mittelwerte und der Varianz aller Verteilungsfunktionen [97, S. 112]. 

Aus der Literatur [96] ist bekannt, dass LHS schneller konvergiert als SRS und als 

andere Stratified-Sampling-Verfahren, weil die simulierte Schätzfunktion eine geringere 

Varianz erzeugt. 

Es wurde ein Zufallszahlen-

generator ausgewählt, der beide 

Sampling-Verfahren unterstützt. 

Beim „Latin Hypercube Sampling“ 

wird nochmals zwischen zwei Tech-

niken unterschieden: Entweder wird 

bei jeder Stichprobe von den ver-

schiedenen Parametern die je-

weilige Streuung verwendet (Ran-

dom Value) oder die Streuung wird 

aus allen Parametern gemittelt (Me-

dian). Die Abbildung 4.10 zeigt das 

Ergebnis von normalverteilten 

Stichproben bei verschiedenen 

Sampling-Verfahren unter Verwen-

dung des ausgewählten Zufalls-

zahlengenerators.  

Tabelle 4.5 – Maximale Streuung von fünf Parametern bei verschiedenen Sampling-

Verfahren mit jeweils 1000 Stichproben 

Sampling 
Verfahren 

Anzahl der Stichproben (von 1000), bei denen die 
Extremwerte (Vielfaches der Standardabweichung) 
vorliegen 

Parameter (P.) 1. P. 2. P. 3. P. 4. P. 5. P. 

Simple Random 
Sampling (SRS) 

Max 
264 
(3,56) 

174 
(3,17) 

580 
(4,05) 

347 
(3,23) 

208 
(2,67) 

Min 
385 
(-2,89) 

240 
(-3,27) 

995 
(-3,15) 

962 
(-2,87) 

364 
(-3,14) 

Latin 
Hypercube 
Sampling 
Random Value 
(LHCR) 

Max 
453 
(3,18) 

536 
(3,24) 

875 
(3,13) 

744 
(3,24) 

50 
(3,39) 

Min 
245 
(-3,10) 

364 
(-3,09) 

526 
(-3,15) 

30 
(-3,67) 

479 
(-3,28) 

Latin 
Hypercube 
Sampling 
Median (LHCM) 

Max 264 174 580 134 943 

Min 913 237 847 810 364 

(± 3,29) = konstant für alle Parameter beim LHCM 

Abbildung 4.10 – Vergleich von normalverteilten 

Stichproben bei verschiedenen Sampling-Ver-

fahren 
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Auf diese Weise wurden für fünf Parameter weitere Stichproben generiert und 

deren maximales Vielfaches auf deren Standardabweichung hin untersucht. Die 

Ergebnisse sind in der Tabelle 4.5 zusammengestellt. Natürlich wurde die Untersuchung 

mehrmals wiederholt, um die Tendenz der Erzeugung von Stichproben durch den 

Zufallszahlengenerator zu erkennen. Alle Wiederholungen zeigten, dass beim SRS die 

Stichproben zentraler um den Erwartungswert der Normalverteilung generiert werden. 

Hingegen wird bei beiden Verfahren, die das „Latin Hypercube Sampling“ benutzen, die 

volle Breite der Streuung ausgenutzt, um Stichproben auch in Bereichen mit sehr 

geringer Wahrscheinlichkeit (< 0,27 %) zu erzeugen.  

Beim Verfahren des „Latin Hypercube Sampling“ mit Sampling-Median wird vor 

der Erzeugung der Stichproben zunächst aus allen Parametern eine mittlere Standard-

abweichung berechnet, die anschließend für alle Parameter als konstant betrachtet wird. 

Dies entspricht einer Varianzhomogenität über alle Parameter. Für die vorliegende 

Arbeit gelten als Parameter die Funktionswerte der empirischen Beziehungen. Da die 

empirischen Beziehungen jeweils aus den unterschiedlichsten Experimenten durch 

verschiedene Autoren erstellt wurden, sind die Varianzen in keinen Zusammenhang zu 

bringen. Folglich ist dieses Sampling-Verfahren eher für andere Anwendungsbereiche 

geeignet: beispielsweise für konstante Sachverhalte wie die Fertigung von Einspritz-

düsen für Motoren (Wiederholungsmessung). In diesem Fall werden aus verschiedenen 

Produktionschargen Stichproben 

entnommen, und durch Messung der 

Düsendurchmesser wird deren 

Streuung ermittelt. Die Messung der 

Düsendurchmesser einer weiteren 

Produktionscharge sollte dann eine 

ähnliche Streuung aufweisen. Die 

Streuungen der einzelnen 

Stichproben werden nur wenig 

voneinander abweichen, wobei diese 

sich einem mittleren Wert annähern, 

vorausgesetzt, es werden am 

Fertigungsteil keine 

Produktionsänderungen vorgenommen oder an der Maschine treten Fehler auf. Die 

Erzeugung solcher Stichproben kann mit dem LHCM simuliert werden. 

Im Folgenden wird geprüft, wie der Zufallszahlengenerator die Stichproben der 

einzelnen Parameter miteinander kombiniert. Gute Zufallszahlengeneratoren sollten 

auch die äußeren Bereiche, in denen es infolge der Normalverteilung nur wenige 

Stichproben gibt, häufig genug miteinander kombinieren. Die Abbildung 4.11 zeigt die 

relative Häufigkeit der Parameterkombinationen normalverteilter Stichproben.  

Weiterhin sind in der Abbildung 4.11 zum Vergleich alle drei Sampling-Verfahren 

dargestellt, wobei auf der Abszisse die Kombinationsmöglichkeiten aufgetragen sind. 

Die Glockenkurve der Normalverteilung wurde in Wertebereiche untergeteilt, die einem 

Vielfachen der Standardabweichung entsprechen. Dabei besagt beispielsweise die 

Angabe „1; 1“ in der Abbildung 4.11, dass die Stichproben zweier Parameter 

nacheinander aus dem Wertebereich größer Null bis einschließlich der einfachen 

Standardabweichungen kombiniert werden. Die Angabe „1; 2“ besagt, dass die erste 

Stichprobe aus dem Bereich 

größer Null bis einschließlich der 

einfachen Standardabweichungen 

mit einer Stichprobe des zweiten 

Abbildung 4.11 – Relative Häufigkeit der Parameter-

kombination normalverteilter Stichproben bei 

verschiedenen Sampling-Verfahren 

Parameterkombination 
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Parameters kombiniert wird, die zwischen der einfachen bis einschließlich der 

zweifachen Standardabweichung liegt. Auf diese Weise wurden alle Kombinationen bis 

einschließlich der dreifachen Standardabweichung untersucht und in die Abbildung 4.11 

eingetragen. In welcher Reihenfolge kombiniert wurde, ist für die Darstellung ohne 

Bedeutung, sodass beispielsweise die Bereiche „-1; 1“ gleichbedeutend sind mit den 

Bereichen „1; -1“. 

Die Untersuchung hat gezeigt, dass für die Erzeugung normalverteilter Stich-

proben und für deren Kombination von Funktionswerten der empirischen Beziehungen 

prinzipiell beide Sampling-Verfahren geeignet sind. In der vorliegenden Arbeit wird das 

Latin-Hypercube-Verfahren mit Random-Value-Sampling favorisiert, da es gegenüber 

dem SRS-Verfahren geringfügige Vorteile aufweist. Aus der Tabelle 4.5 ist ersichtlich, 

dass beim LHCR eine höhere Tendenz besteht, schon nach wenigen Würfelwerten die 

Wertebereiche größer der dreifachen Standardabweichung bis einschließlich der 

vierfachen Standardabweichung erreichen zu können. Außerdem werden durch dieses 

Verfahren sowohl für den negativen als auch für den positiven Wertebereich Stichproben 

erzeugt, die einen annähernd gleichen maximalen Abstand vom Erwartungswert haben, 

der aber nicht – wie beim LHCM – konstant ist. Die erzeugten Stichproben streuen 

demnach „symmetrischer“ um den Erwartungswert als beim SRS und stellen somit den 

mittleren Verlauf der Messwertstreuung um die empirische Beziehung deutlich besser 

dar. Hinzu kommt, dass beim SRS-Verfahren die erzeugten Stichproben innerhalb eines 

Parameters sehr unsymmetrisch verteilt werden. Dies zeigt das Ergebnis des 3. 

Parameters in der Tabelle 4.5, bei dem zwischen beiden Vielfachen der Standard-

abweichung eine Differenz von 0,9 liegt. 

Die eigenen Untersuchungen konnten durch Literaturrecherchen [98] bestätig 

werden. Dort wurden ebenfalls beide Sampling-Verfahren untersucht, wobei festgestellt 

wurde, dass die Schwankungsbreite der Standardabweichung für das „Latin Hypercube 

Sampling“ deutlich geringer ist als die für „Simple Random Sampling“. In dieser Literatur 

wurden Stichproben für ein hydrologisches Simulationsmodell benötigt, und es wurde 

ermittelt, dass nach etwa 400 Simulationen die Standardabweichung beim „Latin 

Hypercube Sampling“ gegen einen Grenzwert konvergiert. Für das „Simple Random 

Sampling“ ergab sich erst nach ca. 2000 Simulationen eine Konvergenz. Die Konvergenz 

ist das Anzeichen dafür, dass jene Stichprobenanzahl erreicht wurde, die für eine 

repräsentative Erfassung des Parameterraums erforderlich ist.  

Für die eigene Arbeit zur Durchführung von Störfalluntersuchungen wird nun zur 

Vorbereitung der Unsicherheitsanalyse ein Programm benötigt, mit dem Stichproben 

nach dem LHCR-Verfahren erzeugt werden können. Es gibt ein etabliertes Programm, 

das bereits in der Best-Estimate-Methode der GRS Anwendung findet und das auch für 

die vorliegende Arbeit eingesetzt wird. 

4.5 Programm zur Vorbereitung und Auswertung  
von Unsicherheitsanalysen 
 
Parallel zur Entwicklung eines geeigneten Rechenmodells für die Störfallunter-

suchung müssen auch die Vorbereitungen für eine Unsicherheitsanalyse erfolgen. Das 

heißt: Zum Zeitpunkt der TRACE-Berechnung müssen diejenigen Unsicherheiten und 

ihre statistischen Kennzahlen quantitativ bekannt sein, die berücksichtigt werden sollen. 

Anschließend wird ein Programm verwendet, um anhand der genannten Informationen 

durch die Anwendung eines Zufallszahlengenerators die entsprechende Anzahl von 

Stichproben zu generieren.  
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In der vorliegenden Arbeit wird das Programm SUSA („Software for Uncertainty 

and Sensitivity Analyses“) verwendet. Für die Anwendung dieser Best-Estimate-

Methode können natürlich auch andere Programme benutzt werden, doch das Pro-

gramm SUSA ist für die späteren Demonstrationszwecke sehr gut geeignet. Bei diesem 

Programm werden zunächst die Daten „per Hand“ erfasst und anschließend die 

Stichproben generiert und kombiniert, die dann für eine Unsicherheitsanalyse zur 

Verfügung stehen. Dabei stehen mehrere Sampling-Verfahren zur Erzeugung der 

Stichproben zur Auswahl. Mit SUSA können nach der Berechnung des Störfalls – auf 

der Basis mehrfacher durchgeführter paralleler Rechnungen mit variierenden Daten – 

die Auswirkungen der Unsicherheiten weiter analysiert werden. Beispielsweise kann die 

empirische Verteilungsfunktion des Unsicherheitsbandes ermittelt werden.  

Mit SUSA können außerdem Sensitivitätsanalysen durchgeführt werden, so wie 

das bereits im Abschnitt 4.3 theoretisch erläutert wurde. 

In der vorliegenden Arbeit werden in einem ersten Arbeitsschritt mit SUSA alle für 

eine Störfallkategorie zu betrachtenden empirischen Beziehungen ermittelt. Anschlie-

ßend wird – wie im Abschnitt 4.2 erklärt wurde – für jede empirische Beziehung die 

Normalverteilung festgelegt. Für ihre Beschreibung müssen die Standardabweichung 

und der Erwartungswert angegeben werden. Diese Daten müssen für jede empirische 

Beziehung aus den Berechnungstafeln der Anlagen F1 bis F21 entnommen werden. Der 

Erwartungswert ist in der vorliegenden Arbeit im Normalfall für die programmspezifische 

Unsicherheit auf den Wert 0 zu setzten. Konnte die RSR für bestimmt empirische 

Beziehungen nicht ermittelt werden, kann die MARA verwendet werden, sodass der 

Erwartungswert in diesem Fall gleich 1 anzunehmen ist. Diese beiden statistischen 

Angaben sind für SUSA ausreichend, um mit Hilfe des integrierten Zufallszahlen-

generators normalverteilte Stichproben zu erzeugen. Die Stichproben werden mit dem 

LHCR-Verfahren von SUSA, das im Abschnitt 4.4 theoretisch erläutert wurde, erzeugt 

und miteinander kombiniert. Auf dieselbe Weise können natürlich noch weitere 

Stichproben zur Berücksichtigung von anderen Unsicherheiten – beispielsweise den 

anlagenspezifischen Unsicherheiten – erzeugt werden. Die dafür erforderlichen Stich-

proben werden auf die ähnliche Weise generiert, indem die Verteilungsfunktion und 

dessen statistische Kennzahlen definiert werden.  

Aus dem Abschnitt 4.2.2 ist bekannt, dass in Abhängigkeit von den Anforderungen, 

die an das Unsicherheitsband gestellt werden, eine entsprechende Anzahl von 

Stichproben generiert werden muss, die zugleich der Anzahl der Rechendurchläufe 

entspricht. Die Gesamtmenge aller für einen Datensatz erzeugten Stichproben wird im 

Folgenden als Stichprobensatz bezeichnet. Jeder Stichprobensatz, der mit SUSA für die 

jeweilige empirische Beziehung oder für anlagenspezifische Unsicherheiten erstellt 

wurde, muss in der vorliegenden Arbeit dieselbe Anzahl von Stichproben enthalten. 

Abschließend werden alle Stichproben aus dem Programm SUSA in eine Datei 

exportiert. Diese Datei ist spaltenweise entsprechend der Reihenfolge der zuvor in SUSA 

eingegebenen Datensätze sortiert, und die Anzahl der Zeilen in dieser Datei entspricht 

der Anzahl der Stichproben. Daher ist es ratsam, die Datensätze in SUSA sortiert nach 

anlagenspezifischen und programmspezifischen Unsicherheiten einzugeben. 

Als letzter Arbeitsschritt müssen die Stichproben in jedem Stichprobensatz für die 

empirischen Beziehungen durchnummeriert werden. Jeder dieser Stichprobensätze wird 

dabei in einer eigenen Datei (Stichprobendatei) abgespeichert. Die Stichprobendateien 

müssen in einer vorgegebenen Ordnerstruktur abgelegt werden, die im folgenden 

Abschnitt erläutert wird. Auf diese Weise werden in der vorliegenden Arbeit die 

programmspezifischen Unsicherheiten berücksichtigt. 



4 Entwicklung der DYBESA-Methode für DWR-Störfalluntersuchungen 
 
 

70 

Damit sind die Vorbereitungen für die Unsicherheitsanalyse abgeschlossen. Nun 

kann das originale TRACE Programm – nicht ohne eine Änderung der Programmstruktur 

– diese Unsicherheiten berücksichtigen. Daher wird im anschließenden Abschnitt 

erläutert, in welcher Weise TRACE modifiziert wurde, damit bei Verwendung der durch 

SUSA erzeugten Stichproben eine Unsicherheitsanalyse durchgeführt werden kann. 

 

4.6 Modifikation des Störfallanalyseprogramms TRACE  
für die Berücksichtigung der programmspezifischen 
Unsicherheit 
 

Für die Belange der vorliegenden Arbeit war 

es erforderlich, im Störfallanalyseprogramm 

TRACE den internen Prozess der Eingabever-

arbeitung und den Berechnungsalgorithmus anzu-

passen. TRACE wurde damit um die Fähigkeit zur 

Durchführung einer Unsicherheitsanalyse er-

weitert. TRACE kann nun auch die Unsicherheiten 

der empirischen Beziehungen berücksichtigen und 

ist damit in der Lage, weitere Eingabedaten, die für 

das „Best Estimate“-Verfahren erforderlich sind, zu 

verarbeiten. TRACE hat eine umfangreiche Pro-

grammstruktur, die hier keineswegs im Detail 

dargestellt werden kann. Ihre Beschreibung be-

schränkt sich deshalb im Folgenden auf die not-

wendigen Aspekte.  

Wie im Kapitel 3 ausgeführt wurde, muss für 

die Störfalluntersuchung ein Rechenmodell er-

arbeitet werden, ehe die Berechnungen mit 

TRACE gestartet werden können. Der originale Verarbeitungsprozess zwischen der Ein- 

und der Ausgabe ist in der Abbildung 4.12 dargestellt (TRACE-Version 5.0 Patch 3). Der 

Eingabedatensatz des Rechenmodells (Input File) kann mit einem beliebigen 

Textprogramm erstellt werden; er ist sowohl unter dem Betriebssystem Windows als 

auch unter Unix lesbar. Das ist deshalb möglich, weil das Input-File nur den üblichen 

ASCII-Zeichensatzes enthält. TRACE wurde in der Programmiersprache Fortran-90 

geschrieben. 

Bei der Ausführung des Programms TRACE wird zunächst die Routine der 

Eingabeverarbeitung aufgerufen (siehe Abbildung 4.12), die das Rechenmodell einliest. 

Das Rechenmodell wird auf eine fehlerhafte Eingabe geprüft; gegebenenfalls wird der 

Anwender zur Korrektur aufgefordert. Anschließend werden bei der Initialisierung die 

Werte des Rechenmodells verarbeitet, wobei TRACE in den dafür reservierten 

Bereichen des Arbeitsspeichers des Computers entsprechende Datenfelder anlegt, in 

denen die Modellstruktur und die Berechnungsdaten gespeichert werden. Beispiels-

weise werden die Eingabedaten der Geometrie- und Materialwerte sowie die thermo-

hydraulischen Startwerte für jede einzelne Komponente in den dafür vorgesehenen 

Datenfeldern abgelegt. Unter Berücksichtigung dieser Werte werden später alle 

Variablen der thermohydraulischen Zustandsgrößen (z. B. Druck und Temperatur) für 

jeden Zeitschritt und für jede Zelle berechnet. Dies geschieht im Rahmen der TRACE-

Berechnung mit dem Berechnungsalgorithmus. Hierbei werden unter anderem die in 

TRACE hinterlegten empirischen Beziehungen benutzt. Wurden für einen Zeitschritt alle 

Abbildung 4.12 – Programmstruk-

tur von TRACE 
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TRACE-Zellen des eingelesenen Rechenmodells berechnet und sind die iterativen 

Berechnungsschritte konvergent, dann wird der Inhalt der Datenfelder zum einen binär 

in ein sogenanntes „Restart-Plot-File“ und zum anderen in lesbarer Form (in ASCII-

Form) in die Ausgabedatei (Output File) geschrieben. 

Unter Verwendung des „Restart-Plot-File“ kann die bisher durchgeführte 

Berechnung zu jedem beliebigen Zeitpunkt neu gestartet werden, wobei in gewissem 

Rahmen die Randbedingungen im Rechenmodell ab diesem Zeitpunkt verändert werden 

können. Ein typischer Anwendungsfall hierfür ist die folgende Situation: Zunächst wird 

ein Eingabedatensatz verwendet, der den stationären Zustand der Kernkraftwerks-

anlage in einem Betriebszustand (z. B. unter Volllast) berechnet. Wenn der stationäre 

Zustand erreicht worden ist, wird ein Restart-Punkt in das „Restart-Plot-File“ ge-

schrieben, sodass von diesem Restart-Punkt aus eine gewünschte Transiente gestartet 

werden kann. Es hat sich bewährt, zunächst einen ordentlichen stationären Zustand zu 

berechnen, von dem aus dann die Transiente berechnet werden kann.  

Sowohl im Restart-Plot-File als auch in der Ausgabedatei werden Daten für die 

graphische Darstellung des stationären beziehungsweise des transienten Zustands 

gespeichert; diese können mit einem entsprechenden Programm (AptPlot) visualisiert 

werden. 

Die Programmstruktur von TRACE musste nun dahingehend angepasst werden, 

dass neben dem Einlesen des Eingabedatensatzes des Rechenmodells auch die 

Stichproben für die empirischen Beziehungen eingelesen werden können. Damit das 

Unsicherheitsband erstellt werden kann, ist eine entsprechende Anzahl von Stichproben 

erforderlich, die der Anzahl der Rechendurchläufe entspricht. Die Anzahl der Rechen-

durchläufe gibt an, wie oft das Rechenmodell von TRACE eingelesen werden muss – 

wie das beispielsweise schon bei der GRS-Methode zur Behandlung von anlagen-

spezifischen Unsicherheiten der Fall war. Bei der GRS-Methode bestimmt auch die 

Wilks-Ordnung die Anzahl der Stichproben pro Unsicherheitsparameter und damit die 

Anzahl der Rechendurchläufe. 

Für die Durchführung der Unsicherheitsanalyse für die empirischen Beziehungen 

wird in der vorliegenden Arbeit ebenfalls das wiederholte Einlesen des Eingabedaten-

satzes der Rechenmodelle auf folgende Weise genutzt. Zunächst wird das Rechen-

modell entsprechend der Anzahl der Rechendurchläufe mehrfach kopiert (geklonte 

Rechenmodelle). Dann muss in jeder dieser Kopien zusätzlich die laufende Nummer des 

Rechendurchlaufs eingetragen werden. Das modifizierte TRACE-Programm muss 

später den aktuellen Rechendurchlauf auslesen und diese Information speichern kön-

nen. Der Inhalt der geklonten Rechenmodelle bleibt ansonsten unverändert – es sei 

denn, es sollen in eine Unsicherheitsanalyse auch die anlagenspezifischen Unsicher-

heiten einbezogen werden. In diesem Fall wird so verfahren wie bei der GRS-Methode. 

Das heißt: Es werden Stichproben für die zu betrachtenden anlagenspezifischen Un-

sicherheiten entsprechend ihrer Verteilungsfunktion gezogen. Diese Stichproben dienen 

als neue Eingabedatensätze und müssen die nacheinander folgenden Werte einer jeden 

Stichprobe in allen Rechenmodellen an der entsprechenden Variablenposition ersetzen. 

Zurück zur Berücksichtigung von programmspezifischen Unsicherheiten – hierbei 

ist zu beachten, dass die Anzahl der benötigten Rechenmodelle mit oder ohne 

variierenden Eingabedatensätzen mit der Anzahl der Stichproben für eine empirische 

Beziehung übereinstimmen muss.  

Um nun die programmspezifischen Unsicherheiten berücksichtigen zu können, 

wurde TRACE dahingehend verändert, dass während einer TRACE-Berechnung 

Stichprobenwerte eingelesen und verarbeitet werden können. Die Änderungen, die dafür 

an der Programmstruktur von TRACE vorgenommen wurden, sind in der Abbildung 4.13  
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Abbildung 4.13 – Modifikationen am TRACE-Programm zur Berücksichtigung der 

anlagenspezifischen und programmspezifischen Unsicherheit 

schematisch dargestellt. Dafür wurden im Wesentlichen zwei neue Module in TRACE 

(Programmprozeduren) erstellt: das Programmmodul, das die Rechendurchlaufnummer 

aus den Rechenmodellen (RunNrM.f90) ausliest, und das Programmmodul 

(ReadExternalFileM.f90), das die Stichprobenwerte aus den Stichprobendateien initiali-

siert und diese für die Berechnungen verwendet. 

 

Die in TRACE hinterlegten empirischen Beziehungen wurden in den beiden Pro-

grammmodulen ClosureModelsM.f90 und RefloodM.f90 von der U.S. NRC pro-

grammiert. Diese beiden Module mussten modifiziert werden. Die Änderungen werden 

nun schrittweise erläutert. 

Im Abschnitt 4.2 wurde ausgeführt, dass die ermittelten Standardabweichungen jeweils 

nur für das transformierte lineare Regressionsmodell gültig sind. Daher musste bei den 

empirischen Beziehungen, die nicht in linearer Form vorlagen, die Transformation in eine 

lineare Form innerhalb der TRACE-Programmstruktur programmiert werden. Weiterhin 

wurde programmiert, dass ein entsprechender eingelesener Stichprobenwert zum 

Funktionswert einer Berechnungsgleichung dazu addiert werden kann. Der andere Fall 

liegt vor, wenn in TRACE eine empirische Beziehung von Anfang an in linearer Form 

vorhanden ist, dann wurde keine Transformation programmiert – lediglich der 

entsprechende eingelesene Stichprobenwert muss zum Funktionswert einer Be-

rechnungsgleichung dazu addiert werden, daher war hier der Aufwand der 

Programmierung geringer. 

Nach all diesen Änderungen liest das Programm TRACE zunächst bei der 

Eingabeverarbeitung aus einem aktuellen Rechenmodell die Rechendurchlaufzahl ein, 

wie das in der Abbildung 4.13 dargestellt ist. Bei jedem weiteren einzulesenden 

Rechenmodell erhöht sich die Rechendurchlaufzahl um 1. Anschließend prüft das 

programm-  

spezifische 

Unsicherheit 

anlagenspezifische 

Unsicherheit 

 Verarbeitung des eingelesenen Stichprobenwertes 

mit der entsprechenden empirischen Beziehung, 

Berücksichtigung der Unsicherheiten durch 

statistische verteilungsfreie Toleranzgrenzen 



4 Entwicklung der DYBESA-Methode für DWR-Störfalluntersuchungen 
 
 

73 

modifizierte TRACE-Programm, welche Stichprobendateien vorhanden sind, um aus 

denen die vorhanden sind den entsprechenden Stichprobenwert auszulesen. Dabei wird 

die aktuelle Rechendurchlaufzahl verwendet, um aus den Stichprobendateien an der 

entsprechenden Position den Wert zu initialisieren. Mit dem Berechnungsalgorithmus 

ermittelt TRACE zunächst in herkömmlicher Weise den Funktionswert einer empirischen 

Beziehung. Anschließend transformiert TRACE den errechneten Funktionswert 

entsprechend den in der Tabelle 4.2 hinterlegten Beziehungen. Beispielsweise benutzt 

TRACE für die Form der Funktion nach Gleichung (4.7) den dekadischen Logarithmus. 

Der so ermittelte neue Funktionswert kann nun zum eingelesenen Stichprobenwert 

addiert werden. Bei den empirischen Beziehungen, die schon in linearer Form vorliegen, 

addiert TRACE den Stichprobenwert ohne vorherige Transformation. Im Zuge der 

mehrfach auszuführenden Berechnung einer Störfalltransiente erfolgt die Unsicherheits-

analyse. Wird ein Unsicherheitsband auf der Basis eines 95%igen Vertrauensbereichs 

und einem 95%igen Überdeckungsniveau gewünscht, dann sind 93 Rechendurchläufe 

erforderlich.  

 

Es ist ersichtlich, dass in der Programmstruktur von TRACE nur wenige Ände-

rungen erforderlich waren, um die Unsicherheiten der empirischen Beziehungen zu 

berücksichtigen. Dennoch war der Aufwand für die Programmierung enorm: Es wurden 

ungefähr 3500 Programmzeilen ergänzt, um die Best-Estimate-Methode für Demonstra-

tionszwecke anwenden zu können. Die im Quellcode vorgenommenen Veränderungen 

des Programms befinden sich auf der beigelegten CD.  

Weiterhin wurde ein zusätzliches Modul (ReadExtMatFile.f90) programmiert, mit 

dem die anlagenspezifischen Unsicherheiten der Materialdaten berücksichtigt werden 

können, ohne das Rechenmodell ändern zu müssen. Dies ist eine alternative Vor-

gehensweise zur GRS-Methode, wie die Unsicherheiten der Materialdaten mit TRACE 

berücksichtigt werden können. Dies wurde erfolgreich für die vom Analytiker einzu-

gebenden Materialdaten umgesetzt, die in TRACE nicht standardmäßig vorhanden sind, 

wie das am Beginn des Kapitels 4 erläutert wurde. Da die Unsicherheiten der 

Materialdaten zu den anlagenspezifischen Unsicherheiten zählen, wurden diese in der 

vorliegenden Arbeit nicht weiter untersucht. 

Alle programmierten Erweiterungen wurden anschließend mit dem „Intel® Visual 

Fortran 11.0.075 [IA-32]“-Compiler in das neue modifizierte TRACE-Programm 

umgesetzt. Dafür wurde ein Computer mit dem Betriebssystem Windows 8 von 

Microsoft® verwendet. Während der Programmierung wurde der Fortschritt des neuen 

Programms schrittweise verifiziert. Das heißt: Bei gleichbleibendem Rechenmodell 

(ohne Unsicherheitsanalyse) dürfen die programmierten Änderungen des Programms 

keine anderen Rechenergebnisse liefern als das originale TRACE-Programm. Damit 

diese Verifikation erfolgen kann, musste ein umfangreiches Rechenmodell (ohne 

Unsicherheitsanalyse) verwendet werden, das möglichst viele verschiedene thermo-

hydraulische Phänomene betrifft. Damit wird sichergestellt, dass das neue Programm 

auch die hinzugefügten Programmzeilen durchläuft. Für die Verifikation der Program-

mierung wurde ein LB-LOCA-Rechenmodell verwendet, denn dieser Kühlmittelver-

luststörfall bildet viele wichtige thermohydraulische Phänomene ab. Bei der Verifikation 

wurde die Hüllrohrtemperatur bis auf die vierte Nachkommastelle überprüft. Die schritt-

weise Verifikation verlief weitestgehend problemlos. Alle bis dahin vorgenommen 

Änderungen der Module ClosureModelsM.f90 und RefloodM.f90 erfolgten in den 

sogenannten „Subroutines“ dieser Module. 

Die Änderungen des Programms TRACE führen nun dazu, dass bei ein und 

demselben Rechenmodell die empirischen Beziehungen bei mehrfachen Rechendurch-

läufen  für  eine  konstante  Eingangsgröße  verschiedene  Funktionswerte  zurückgeben   
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werden. Das entspricht einem 

dynamischen Berechnungsvor-

gang, der nun anhand eines 

ausgewählten Beispiels veran-

schaulicht werden soll.  

In mehreren Experimenten 

haben El-Genk, et al. [77] das 

thermohydraulische Phänomen 

der Wärmeübertragung von den 

Brennstabhüllrohren zum Kühl-

wasser bei mehreren für Kern-

kraftwerke typischen Brennstab-

anordnung untersucht. Dabei be-

trachteten die Autoren in ihren 

Experimenten sowohl niedrige 

als auch hohe Strömungsge-

schwindigkeiten des Kühlwas-

sers, sodass verschiedene Strömungsbedingungen (z. B. laminare oder turbulente 

Strömung) vorlagen. 

Im Allgemeinen – und so auch in TRACE – wird für die Berechnung der zu über-

tragenden Wärmeleistung von den Brennstabhüllrohren zum Kühlwasser die Nu-Zahl 

benötigt. Die Nu-Zahl wurde in den Experimenten von El-Genk, et al. in Abhängigkeit 

von der Re-Zahl und von der Pr-Zahl untersucht. In der Abbildung 4.14 ist ein 

ausgewähltes Experiment mit Messwerten und mit der durch El-Genk, et al. aus denen 

ermittelten empirischen Beziehung dargestellt. Eben diese in der Abbildung 4.14 

angegebene empirische Beziehung wird in  TRACE verwendet. Im Experiment wurden 

dabei die Randbedingungen einer hohen Strömungsgeschwindigkeit und einer 

quadratischen Brennstabanordnung mit einem Verhältnis des Abstandes zum 

Durchmesser von 1,38 verwendet. Die Pr-Zahl kann im Experiment annähernd konstant 

gehalten werden, indem die Wassertemperatur unverändert bleibt, sodass die Nu-Zahl 

nur noch in Abhängigkeit von der Re-Zahl gemessen werden muss. Daher wurde das 

Verhältnis Nuturb/Pr0,33 an die Ordinate aufgetragen. 

Das Experiment wurde Anfang der 90er Jahre durchgeführt, und in den originalen 

Veröffentlichungen wurden die relativen Messfehler aller Größen angegeben. Diese 

betragen für die Re-Zahl ± 5,6 %, für die Pr-Zahl ± 2,6 % und für die Nu-Zahl ± 7,6 %. 

Aufgrund dieser Angaben konnten für Demonstrationszwecke die Messwerte mit Fehler-

kreuzen in das Diagramm der Abbildung 4.14 eingetragen werden.  

Damit TRACE die neue dynamische Berechnungsweise für solche empirischen 

Beziehungen durchführen kann, waren nun folgende Arbeitsschritte erforderlich. 

Zunächst wurde die empirische Beziehung gemäß des stochastischen linearen 

Regressionsmodells transformiert, wie das im Abschnitt 4.2 erläutert wurde. Anschlie-

ßend konnten die Abweichungen zwischen den Messwerten und der transformierten 

Regressionsfunktion ermittelt werden. Die originalen Messwerte von El-Genk, et al. 

wurden dabei mit einem speziellen Programm (DigitizeIt 1.5.8b) digitalisiert. Das 

graphische Auslesen der Messwerte mit diesem Programm erfolgt mit großer Ge-

nauigkeit – vorausgesetzt, die Literaturquellen liegen in einer guten Qualität vor. Das 

Programm erkennt die in der Grafik verwendeten Messwertsymbole und bestimmt exakt 

den Mittelpunkt eines Messwertsymbols. Die Messwerte und die empirische Beziehung 

wurden verwendet, um mit Hilfe der der Gleichung (4.11) und der Gleichung (4.19) die 

Reststreuung zu berechnen.  
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Abbildung 4.14 – Empirische Beziehung zur Berech-

nung der Wärmeübertragung an Brennstäben bei 

turbulenter Strömung [77] 
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Mit dieser Reststreuung, 

die in SUSA als Standardab-

weichung für die Normalvertei-

lung zu verwenden ist, und mit 

dem festgelegten Erwartungs-

wert von 0 konnten die Stich-

proben nach dem LHCR-Ver-

fahren erstellt werden. Zum 

Zweck der Veranschaulichung 

wurden in einem Diagramm 

(Abbildung 4.15) die Stich-

probenwerte den Messwerten 

gegenübergestellt, wobei eine 

doppelt logarithmische Achsen-

darstellung gewählt wurde. Es ist 

sehr gut zu erkennen, dass die in-

ternen Zwischenergebnisse von 

TRACE nun auf ähnliche Art 

streuen wie die originalen Mess-

werte. Der im modifizierten TRACE-Programm verwendete dynamische Berechnungs-

bereich für die empirischen Beziehungen wurde in der Abbildung 4.15 so dargestellt, 

dass 99,7% aller Berechnungswerte innerhalb dieser beiden Grenzen liegen. Dies 

entspricht einer dreifachen Reststreuung. 

Damit sind alle wesentlichen Entwicklungsschritte für die DYBESA-Methode 

abgeschlossen. Basierend auf der allgemeinen Vorgehensweise zur Durchführung einer 

Störfalluntersuchung (siehe Abbildung 3.1) wurde in Bezug auf die besprochenen 

Aspekte in den vorangegangenen Abschnitten, ein erweitertes Ablaufdiagramm zur 

DYBESA-Methode erstellt (Abbildung 4.16). Aus dem erweiterten Ablaufdiagramm in 

Abbildung 4.16 kann entnommen werden, dass vor der Entwicklung des Rechenmodells 

klar die Störfallkategorie des zu untersuchenden Störfalles ausgewählt werden muss. 

Auf herkömmliche Weise wird das Rechenmodell entwickelt und eine Referenzrechnung 

mit Auslegungswerten bei den Eingabedatensätzen durchgeführt. Anschließend werden 

anhand der entsprechenden Störfallkategorie die entsprechenden Tabellen der CIRT für 

ein Nachweiskriterium verwendet, um die relevanten thermohydraulischen Phänomene 

zu ermitteln. Unter Verwendung der Berechnungstafeln werden die entsprechenden 

statistischen Kennzahlen in das Programm zur Unsicherheitsanalyse eingegeben. Die 

Stichproben werden entsprechend der Anzahl an Rechendurchläufen erzeugt, wobei 

eine gleiche Anzahl an geklonten Rechenmodellen  für  die  Unsicherheitsanalyse vorlie- 

 

Abbildung 4.16 – Ablaufdiagramm der „Dynamic Best-Estimate Safety Analysis“-Methode 
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Abbildung 4.15 – Stochastisches lineares Reg-

ressionsmodell angewendet auf die empirische 

Beziehung zur Berechnung der Wärmeübertragung 

an Brennstäben bei turbulenter Strömung 
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gen muss. Die Unsicherheitsanalyse kann durchgeführt werden und zusammen mit dem 

Referenzergebnis ist damit das Best-Estimate Ergebnis mit Unsicherheitsband be-

rechnet.  

Dieser entwickelte analytische Ablauf der DYBESA-Methode, insbesondere die 

Anwendung der CIRT, sollte auf Plausibilität überprüft werden. Die DYBESA-Methode 

wird einer Verifikation unterzogen. Für die Verifikation wurden – unter Berücksichtigung 

des begrenzten zeitlichen Rahmens der Arbeit – zwei Rechenbeispiele ausgewählt. 

 

4.7 Verifikation der DYBESA-Methode 

Damit die hier entwickelte Best-Estimate-Methode mit Unsicherheitsanalyse den 

Anforderungen einer Störfalluntersuchung genügen kann, muss diese auf ihre Anwend-

barkeit hin überprüft werden. Dabei wird darauf geachtet, dass die aufgelisteten, rele-

vanten thermohydraulischen Phänomene in einer CIRT für die Störfalluntersuchung aus-

reichend sind und nicht weitere thermohydraulische Phänomene – die nicht in der CIRT 

aufgeführt sind – berücksichtigt werden müssen. Zum Kühlmittelverluststörfall wurden – 

und werden nach wie vor – zahlreiche Experimente für die Reaktorsicherheit durch-

geführt. Daher wurden für die Überprüfung von einigen CIRT’s beispielhaft zwei aus-

gewählte Experimente verwendet, bei denen thermohydraulische Phänomene zum Kühl-

mittelverluststörfall nachgestellt wurden.   

Zum einen wurden die FEBA-Experimente („Flutexperimente mit blockierten 

Anordnungen“; engl.: „Flooding Experiments with Blocked Arrays“) [99] und zum 

anderen die Experimente zur Untersuchung der kritischen Zweiphasenströmung bei 

Druckentlastungsphänomenen des Versuchsstands Marviken-Test-Station [100] ver-

wendet. 

Ein besonderes Szenario beim Kühlmittelverluststörfall ist der doppelendige Bruch 

einer Reaktorkühlmittelleitung (2F-Bruch). Bei diesem Szenario sind beide Rohrleitungs-

öffnungen mit ihrer vollen Querschnittsfläche in den Sicherheitsbehälter gerichtet, so-

dass kein Teilvolumenstrom mehr in die gegenüberliegende Rohrleitung eintreten kann. 

Dies führt zu einem zeitlich veränderlichen thermohydraulischen Störfallverhalten, das 

grundsätzlich in drei Phasen unterteilt wird; a) Druckentlastungsphase, b) Wiederauf-

füllphase und c) Kernflutphase. Eins der Nachweiskriterien ist bei einem Rohrleitungs-

bruch der zeitliche Verlauf der Hüllrohrtemperatur beziehungsweise der maximal er-

reichte Wert der Hüllrohrtemperatur. Den theoretischen Temperaturverlauf im Kern-

reaktor an den Brennstäben zeigt die Abbildung 9.26 in der Anlage I. Mit dem FEBA-

Experiment wurde ausschließlich der zweite Maximalwert der Hüllrohrtemperatur (2nd 

PCT) experimentell simuliert und damit die Wiederauffüllphase („reflood“, Abbildung 

9.26) des Reaktordruckbehälters nachgestellt. Das Besondere bei einem doppelendigen 

Rohrleitungsbruch ist die sehr schnelle Druckentlastung, sodass nach wenigen Minuten 

der Druck im Reaktordruckbehälter auf Niederdruckbereich abgesunken ist. Daher ist es 

nicht notwendig die Wirkung des druckgestaffelten Not- und Nachkühlsystems eines 

Kernkraftwerkes (Hoch- , Mittel-, Niederdruckbereich) hier im Detail aufzuzeigen. 

Bei diesem Kühlmittelverluststörfall erfolgt sofort durch mehrere Auslösesignale 

die Reaktorschnellabschaltung – beispielsweise durch einen niedrigen Kühlmitteldruck 

oder durch eine Füllstandsmessung im Druckhalter. Weiterhin wird das Not- und Nach-

kühlsystem des Kernkraftwerks automatisch aktiviert und befördert Kühlwasser in den 

Reaktordruckbehälter.  
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Aufgrund der rasanten Druckentlastungsphase und 

der noch abzuführenden Nachzerfallsleistung können die 

Brennstäbe sehr schnell austrocknen. Bei den FEBA-Ex-

perimenten wurde konservativ angenommen, dass der 

Wasserstand im Reaktordruckbehälter bis mindestens zur 

Unterkante der Brennelemente fällt. Im gesamten Behälter 

befinden sich demnach im unteren Kalottenbereich nur 

noch geringe Wassermassen. Die Kernflutphase beginnt 

nach wenigen Minuten und der Wasserstand im Reaktor-

druckbehälter steigt an. Während der Kernflutphase wird 

die in der Zwischenzeit aufgeheizte Metalloberfläche der 

Brennstäbe mit kaltem Wasser in Verbindung gebracht. 

Beim Benetzungsvorgang der heißen Brennstabaußen-

wand treten komplizierte thermohydraulische Phänomene 

der Zweiphasenströmung auf, wie dies in der Abbildung 

4.17 schematisch dargestellt ist. Diese Abbildung zeigt 

den sehr engen Kühlkanal im Querschnitt zwischen zwei 

Brennstäben, der weniger als anderthalb Zentimeter breit 

ist. Das Kühlwasser wird dabei von unten nach oben durch 

diesen Kanal strömen. Die in der Abbildung 4.17 darge-

stellten Zweiphasenströmungen sind theoretisch möglich, 

die unter bestimmten lokalen Bedingungen im Kühlkanal wie Druck, Temperatur, 

Strömungsgeschwindigkeit, etc. eintreten können während der Wiederauffüllphase. Es 

muss sich vorgestellt werden, dass über dem gesamten Reaktorkern lokale Unter-

schiede in Druck und Temperatur vorliegen, bedingt durch das Verhalten des 

Ausströmens und Abdampfens sowie den axialen und radialen Leistungsverteilungen 

der Brennelemente, und somit Druckschwankungen entstehen. Da während der Wieder-

auffüllphase wesentlich der Sättigungszustand vorliegt kommt es durch die Druck-

schwankungen zu den unterschiedlichen Formen der Strömungen, die nun näher 

erläutert werden.  

Infolge des Verdampfens von Kühlwasser im Kanal wird die Wärme von den 

Brennstäben abgeführt und der untere Teil der Brennstäbe kühlt sich langsam ab, so-

dass das Flutwasser den einphasigen Zustand erreicht, wie das in der Abbildung 4.17 

unter Punkt 4 dargestellt ist. Ist die Hüllrohrwandtemperatur in diesem Bereich ausrei-

chend niedrig wird der Wärmestrom durch die Einphasenkonvektion abgeführt.  

Bei höheren Hüllrohrtemperaturen nahe dem Siedezustand des Wassers tritt 

Blasensieden ein (Punkt 3), wobei der höchste Wärmeübergangskoeffizient zwischen 

der Hüllrohraußenwand und dem Fluid erreicht werden kann. Ist die Wandtemperatur 

höher als die Sättigungstemperatur des Kühlwassers, geht das Blasensieden in ein 

Filmsieden über, und es bildet sich zwischen der Hüllrohrwand und dem flüssigen Kern 

ein dünner Dampffilm. Die Hüllrohrwand wird nun nicht mehr von flüssigem Wasser 

benetzt. Die Benetzungsfront wird auch als sogenannter „Quench“-Punkt bezeichnet, 

wobei nur unterhalb des „Quench“-Punktes Wasser die Brennstabwand berührt. 

Oberhalb dieses Punktes bildet sich die umgekehrte Ringströmung aus: Punkt 2 

der Abbildung 4.17. Diese Ringströmung kann nur entstehen, wenn eine entsprechende 

hohe Strömungsgeschwindigkeit vorliegt. Da die Kühlkanäle nur eine sehr kleine Quer-

schnittsfläche haben und somit die Strömungsgeschwindigkeit schnell ansteigen kann, 

wird dieses Phänomen praktisch erwartet. Bei noch höheren Wandtemperaturen be-

ziehungsweise bei stärkeren Wärmestromdichten verdampft auch der noch zusammen-

hängende flüssige Kern der umgekehrten Ringströmung und spaltet sich in größere 

Tropfen beziehungsweise Pfropfen auf.  

Abbildung 4.17 – Beim 

Störfall mögliche thermo-

hydraulische Phänomene 

im Kühlkanal 



4 Entwicklung der DYBESA-Methode für DWR-Störfalluntersuchungen 
 
 

78 

Dabei entsteht die umgekehrte Pfropfen-

strömung, die bei kontinuierlicher Wärmezufuhr eben-

falls weiter verdampft, was bis zur Nebelströmung 

und letzten Endes zur Dampfströmung führt. Die 

Nebelströmung ist im Punkt 1 der Abbildung 4.17 dar-

gestellt. 

Derart komplizierte thermohydraulische Phäno-

mene werden im FEBA-Experiment reproduziert, wo-

bei die Temperatur an verschiedenen Höhenposi-

tionen der Außenwand des Hüllrohrs über die Zeit ge-

messen wird. 

Der FEBA-Versuchsstand ist in der Abbildung 

4.18 schematisch abgebildet; eine detaillierte Ansicht 

befindet sich in der Anlage J. Der Versuchsaufbau 

wurde damals so konstruiert, dass verschiedene 

Massenströme zur Stabkühlung bei konstantem Ge-

gendruck verwendet werden konnten. Mit FEBA wird 

die Flutphase des Kühlmittelverluststörfalls nachge-

stellt, wobei für die Nachbildung der Brennstäbe ein 

5x5-Stabbündel aus elektrisch beheizten Stäben 

benutzt wurde. Die Höhe der Brennstabsimulatoren 

ist gleich der Länge der realen Brennstäbe, die in den 

DWR-Vorkonvoi-Anlagen in Deutschland eingesetzt 

wurden.  

Mit FEBA wurden auch Experimente zur Hüll-

rohrverformung infolge einer plötzlichen Temperatur-

belastung und eines inneren Überdrucks durchge-

führt, wie diese bei einem Kühlmittelverluststörfall ein-

treten können. Durch die Verformung der Hüllrohre werden die Kühlkanäle verengt, und 

es entstehen veränderte Kühlbedingungen, die aber im Rahmen der vorliegenden Arbeit 

nicht mit TRACE simuliert wurden. Dagegen werden die Experimente verwendet, bei 

denen keine Kühlkanalverengung vorlag.  

Der äußere Hüllrohrdurchmesser beträgt 10,75 mm und der Abstand (Stabgitter-

teilung) der quadratischen Stabgeometrie beträgt 14,30 mm. Somit hat der Kühlkanal 

einen hydraulisch gleichwertigen Durchmesser von 13,47 mm. Das Bündel ist von einem 

Stahlgehäuse mit entsprechender Wärmeisolierung umgeben. Das axiale Leistungsprofil 

ist in sieben Stufen eingeteilt, die in der Abbildung 4.18 eingetragen sind. Die maximale 

Heizleistung wird dabei in der mittleren Höhe des Bündels erzeugt. Am Brennstabbündel 

sind sieben Abstandshalter an den Höhenpositionen 390, 935, 1480, 2025, 2570, 3115, 

3660 mm montiert. Die Abstandhalter haben eine Höhe von 38 mm und bestehen aus 

einer 1 mm dicken Inconel-600-Legierung; das wurde so in das Rechenmodell einge-

geben. 

Bevor die Flutexperimente gestartet werden konnten, wurde die Atmosphäre im 

Inneren des Gehäuses aufgeheizt, sodass überhitzter Dampf vorhanden war. Die 

Pumpe beförderte vom Beginn des Experiments an Wasser zum unteren Plenum und 

drückte es durch das Bündel. Die Flutgeschwindigkeit wurde durch den Strömungsregler 

eingestellt. Der Gegendruckregler balancierte den Atmosphärendruck im Innern des 

Gehäuses aus und hielt diesen konstant. Während der Kühlung des Bündels wurden 

solange Messwerte aufgezeichnet, bis das komplette Brennstabbündel bis zur Ober-

kante mit Wasser bedeckt war.  

Abbildung 4.18 – Schematische 

Darstellung des FEBA-Versuchs-

standes [99] 
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In der vorliegenden Arbeit wurde nun der FEBA-

Versuchsaufbau in ein Rechenmodell für TRACE 

umgesetzt. Im Anschluss wurden die Rechenergebnisse 

mit den experimentellen Daten verglichen, um dadurch 

das Rechenmodell zu verifizieren. Bei der Erstellung des 

Rechenmodells mussten – aufgrund der Verwendung von 

Start- und Randbedingungen – nur wenige TRACE-

Komponenten benutzt werden. Somit mussten nicht alle 

realen FEBA-Komponenten, die in der Anlage J 

ersichtlich sind, modelliert werden. Hilfseinrichtungen – 

wie die beiden Wassertanks und die Rückführungs-

leitungen für das Kondensat – konnten beispielsweise 

vernachlässigt werden.  

 

Das Nodierungsschema des Rechenmodells ist in 

der Abbildung 4.19 dargestellt. Für die Erstellung der 

Strömungsgeometrie der Kühlkanäle zwischen den 

Brennstabsimulatoren wurde eine eindimensionale 

TRACE-Komponente („Pipe“) mit 42 axialen Zellen ein-

gesetzt. Das obere Plenum wurde mit fünf Zellen erstellt. Außerdem wurden die 

Materialeigenschaften des Gehäuses und der umschließenden Wärmeisolierung durch 

eine Wärmestruktur („Heat structure“) nachgebildet. Eine andere Wärmestruktur wurde 

verwendet, um damit die einzelnen Materialschichten nachzubilden, die im Innern der 

Brennstabsimulatoren verwendet wurden. Die von außen nach innen in radialer Richtung 

angeordneten Materialschichten beginnen beim Hüllrohr, das aus einer Nickel-Chrom-

Legierung (NiCr20) bestand. Der in einem realen Brennstab vorhandene Gasspalt 

zwischen dem Hüllrohr und dem Pellet wurde durch einen Isolator aus Magnesiumoxid 

(MgO) nachgebildet. Danach folgte ein Heizelement, das ebenfalls aus der Legierung 

NiCr20 bestand. Im Kern der Brennstabsimulatoren befand sich ein Füllmaterial, bei dem 

auch MgO zum Einsatz kam. Die Durchmesser und die jeweiligen Stärken der einzelnen 

Bestandteile wurden von den Experimentatoren so gewählt, dass die Wärmeeigen-

schaften eines realen Brennstabs nachgebildet werden konnten. Der Außendurch-

messer der Brennstabsimulatoren war dabei gleich dem originalen Hüllrohrdurchmesser. 

Im Innern sind aber völlig andere geometrische Verhältnisse zu wählen, als diese im 

realen Brennstab vorliegen. Beispielsweise ist das Heizelement nur ein dünner Ring von 

etwa 0,14 mm und kann daher nicht mit dem zylindrischen Volumen der Uranpellets von 

10 mm Durchmesser verglichen werden. 

Eine Leistungskomponente („Power“) musste verwendet werden, um die Nachzer-

fallsleistung – beziehungsweise in diesem Fall die elektrische Heizleistung – pro-

grammieren zu können. Die Heizleistung ist im Experiment durch ihren zeitlichen Verlauf 

charakterisiert; diese wurde dementsprechend im Rechenmodell umgesetzt. 

Trotz der wenigen für das gesamte Rechenmodell erforderlichen TRACE-

Komponenten sind dennoch in TRACE einige wichtige Rechen- und Modelloptionen zu 

beachten. Werden diese Optionen nicht berücksichtigt, wird TRACE niemals den 

typischen Hüllrohrtemperaturverlauf berechnen, der aus den Experimenten (siehe Ab-

schnitt 5.1.1) bekannt ist. 

Damit der Hüllrohrtemperaturverlauf richtig berechnet werden konnte, musste 

zunächst der semi-implizite Rechenalgorithmus für die fluiddynamischen Zellen 

verwendet werden, da dieser die Zeitdifferenzierung geradliniger und für diese Aufgabe 

stabiler als andere Algorithmen berechnet [44, S. xviii]. Für die Berechnung der radialen 

Abbildung 4.19 – Nodie-

rungsschema des FEBA-

Rechenmodells 
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Wärmeleitung der Brennstabsimulatoren kann zwischen mehreren Berechnungsalgo-

rithmen gewählt werden, wobei einer auf der Basis der Finite-Elemente auszuwählen ist. 

Dadurch wird die Rechengenauigkeit [44, S. 66-67] beim Quenchen erhöht. 

Als Grundeinstellung verwendet TRACE für alle Wärmestrukturen – wie beispiels-

weise für die Hüllrohrmaterialen – stets eine eindimensionale Wärmeleitung, sodass die 

Wärmeleitung nur in radialer Richtung berechnet wird. Der auch vorherrschende enorme 

Temperaturgradient, der beim Quenchen der stark überhitzten Brennstäbe aber auch in 

axialer Richtung auftritt, muss beachtet werden, wie es in den TRACE-Dokumentationen 

[10, S. 110] empfohlen wird. Wird dieser nicht berücksichtigt, kommt es bei der TRACE-

Berechnung zu Instabilitäten. Daher musste zunächst die Modelloption festgelegt 

werden, dass für die Wärmestruktur der Brennstabsimulatoren zusätzlich die axiale 

Wärmeleitung berechnet wird. Zur Erhöhung der Stabilität bei der Verwendung des 

sogenannten „Fine Mesh“ [10, S. 113] wird für die axiale Wärmeleitung die ADI-Numerik 

empfohlen [44, S. 328]; diese wurde für das Rechenmodell aktiviert. Dies betrifft die 

Nodalisierung der Wärmestrukturen und wird im Folgenden näher erläutert. 

Gewöhnlich wird jeder fluiddynamischen Zelle (Strömungsgeometrie der Pipe) 

eine Wärmestrukturzelle – beispielsweise eines Wandmaterials – zugeordnet. Allerdings 

reicht in diesem Fall eine solche Zuordnung von Zelle zu Zelle nicht aus, um hinreichend 

genaue Rechenergebnisse zu erzielen. Deshalb musste für die Wärmestruktur des 

Brennstabs die Modelloption des feinen Netzes („Fine Mesh“) aktiviert werden. Dazu 

musste festgelegt werden, in wie viele Anteile jede Wärmestrukturzelle, die einer 

fluiddynamischen Zelle zugeordnet ist, aufgeteilt wird. Dadurch wird die Rechenstabilität 

weiter erhöht, wobei infolge einer zunehmenden Aufteilung der Wärmestrukturzellen die 

Rechenzeit ansteigt. Für das in der vorliegenden Arbeit entwickelte Rechenmodell für 

den FEBA-Versuchsstand konnten die besten Rechenergebnisse mit einer 3:1-

Aufteilung erzielt werden. Das heißt: Drei Wärmestrukturzellen in axialer Richtung 

werden einer fluiddynamischen Zelle in axialer Richtung zugeordnet. Daraus folgt, dass 

den 42 verwendeten fluiddynamischen Zellen 126 Wärmestrukturzellen zugeordnet 

werden, zuzüglich  zweier weiterer Zellen für den Randbereich.  

 

Mit diesem Rechenmodell konnten die beiden FEBA-Tests mit den Nummer 216 

und 229 durchgeführt werden. Die spezifischen Testdaten sind in der Tabelle 4.6 

zusammengestellt, die Ergebnisse werden im Abschnitt 5.1.1 besprochen. 

Tabelle 4.6 – Auszug von Testdaten verschiedener FEBA-Experimente 

Test 

Nr. 

Strömungs-

geschwindig-

keit [cm/s] 

Druck 

[bar] 

Kühlwassertemperatur [K] Anzahl 

Abstands-

halter 
 

0 – < 30 s 

 

30 s bis Ende 

216 3,81 4,12 321 310 7 

229 3,82 4,15 326 311 6 

 
Die Experimente, die in der Marviken-Test-Station durchgeführt wurden, dienten 

auch der weiteren Verifikation der in der vorliegenden Arbeit entwickelten Best-Estimate-
Methode. Mit der Marviken-Test-Station wurde damals das Phänomen der kritischen 
Zweiphasenströmung experimentell untersucht, das bei Kühlmittelverluststörfällen 
eintritt. Der Vorgang der Druckentlastung wirkt sich auf die erste (1st PCT) Hüllrohr-
temperaturspitze aus (siehe Abbildung 9.26). Der wesentliche Versuchsaufbau ist in der 
Abbildung 4.20 dargestellt; in den Anlagen K1 und K2 befinden sich weitere Abbil-
dungen.  

In Schweden wurden damals mehrere Forschungs- und Testreaktoren gebaut, die 
schweres Wasser für die Neutronenmoderation verwendeten. Die Anlage R4, die eigent-
lich  ein  Testkernkraftwerk  mit 130 MWele  werden  sollte,  wurde  aus  technischen  und  fi-  
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nanziellen Gründen niemals fertiggestellt. Zum 
Zeitpunkt des Projektabbruchs waren bereits 
viele Komponenten in der Anlage installiert, 
unter anderem der große Reaktordruckbehälter 
(Abbildung 4.20). 

Daher wurde entschieden, die Anlage für 
experimentelle Untersuchungen umzurüsten. 
Solche Untersuchungen wurden im Zeitraum von 
1972 bis 1982 an dieser Kraftwerksanlage 
durchgeführt. In einer Testserie (III „Yellow Re-
port“) wurde der beim Ausströmen von Dampf 
und heißem Wasser aus großen Rohrleitungen 
auftretende Massenstrom in die Umgebung ex-
perimentell ermittelt. Dafür wurde am Boden des 
Reaktordruckbehälters eine Anschlussleitung 
mit Innendurchmesser von 752 mm angebracht. 
In der Mitte dieser Anschlussleitung wurde ein 
Absperrventil installiert, und am Austritt wurde 
eine Düse mit Berstscheibe montiert. Eine 
Detailansicht dieser Leitung und seiner der 
möglichen Düsenformen befindet sich in der An-
lage I. Es bestand die Möglichkeit, verschiedene 
Düsenformen zu verwenden, um so die unter-
schiedlichen Größen von Rohrleitungsbrüchen 
und Leckagen nachzustellen. Der Druckbehälter 
ist 24,55 m hoch, und sein größter Durchmesser 
beträgt 5,2 m. 

Im Rahmen der Testserie III, die die Untersuchung der kritischen Zweiphasen-
strömung zum Ziel hatte, wurden 27 Experimente durchgeführt. Die Variationen der 
Randbedingungen betrafen die verschiedenen Düsenformen und die veränderten Start-
bedingungen, die im Wesentlichen durch Druck, Temperatur sowie Dampfgehalt im 
Druckbehälter gekennzeichnet waren [100]. 

Das Messsystem bestand im Versuch aus 22 Thermoelementen und vier Druck-
messern, die im Druckbehälter angeordnet waren. Vier weitere Thermoelemente und 
drei Druckmesser wurden in der Anschlussleitung installiert. 

Bevor die Experimente begonnen wurden, musste Wasser in den Reaktordruck-
behälter gepumpt und entsprechend aufgeheizt werden. In Abhängigkeit von den ge-
wünschten Startbedingungen wurden unterschiedliche Drücke und Temperaturen er-
zeugt. Nach diesen Vorbereitungen wurden die Experimente durch Öffnen des Absperr-
ventils gestartet. Dann strömte das Wasser mit einem Druck von ca. 50 bar und einer 
Temperatur von ca. 265 °C durch die Anschlussleitung und prallte auf die Berstscheibe, 
die sofort aufriss und den Wasserstrahl in die Umgebung freisetzte.  

Das in TRACE modellierte Rechenmodell ist in der Abbildung 4.21 schematisch 
dargestellt. Dabei wurde die Komponente „Pipe“, die eine eindimensionale Strömungs-
geometrie aufweist, sowohl für den Druckbehälter als auch für die Anschlussleitung und 
die Düse verwendet. Das Absperrventil und die Berstscheibe wurden durch ein TRACE-
Ventil dargestellt, sodass die Öffnungsgeschwindigkeit eingegeben werden musste. Die 
Öffnungsgeschwindigkeit wurde in den Aufzeichnungen des Berichts [100] zwar nicht 
erwähnt, diese wurde aber für das Absperrventil mit einem realistischen Wert kleiner 
0,5 s eingegeben und für die Berstscheibe auf 0,05 s festgelegt. Diese Öffnungszeit für 
das Absperrventil ist mit heutiger Technik realisierbar, wie dies aus der Literatur [101] 
ersichtlich ist. Im Druckbehälter befindet sich das Wasser in einem thermodynamischen 
Zustand, der durch die Vorgaben des Experiments festgelegt wird. Dabei wurde nicht 
immer der gesamte Druckbehälter mit Wasser gefüllt, sondern es befand sich im oberen   

Abbildung 4.20 – Schematische Dar-

stellung des Marviken-Versuchs-

stands [100] 
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Bereich auch Sattdampf. Außerdem befand sich bereits Was-
ser im ersten Teil der Anschlussleitung bis zum Absperrventil. 
Da aus dem Bericht auch keine Angaben zu den Umge-
bungsbedingungen ersichtlich waren, wurden für die Luft-
atmosphäre Normdruck und eine Temperatur von 30 °C an-
genommen. 

Weiterhin wurde für den Druckbehälter und die Iso-
lierung eine Wärmestruktur erstellt, wobei für den Druck-
behälter rostfreier Stahl verwendet wurde. Die Isolierung 
wurde in diesem Fall nicht programmiert, sondern konnte 
durch Festlegen einer geeigneten Randbedingung berück-
sichtigt werden. Die Randbedingung bestand darin, dass 
über die Außenfläche des Behälters kein Wärmestrom abge-
geben wird. 

Der Druckbehälter wurde durch 21 thermohydraulische 
Zellen modelliert, so wie es auch in einem kürzlich er-
schienenen NUREG-Bericht [100] erfolgt ist. Die Anschluss-
leitung wurde mit 13 Zellen erzeugt, und für die Düsen 
wurden – je nach Länge der einzelnen Düsen –  zwei bis vier 
Zellen verwendet. In diesem Experiment wird der aus-
strömende Massenstrom vor allem durch Reibungsphäno-
mene bestimmt und kaum durch Wärmeübertragungs-
phänomene. Daher sollen noch kurz die für die Berechnung 
der verschiedenen Reibungsarten verwendeten Koeffizienten 
erläutert werden. 

Die Wandrauigkeit für den Druckbehälter, für die Anschlussleitung und für die Düse 
wurde mit 0,1 mm festgelegt, sodass TRACE die Wandreibung in Abhängigkeit von der 
Strömungsgeschwindigkeit berechnen konnte. Diese Oberflächenbeschaffenheit ist für 
unpolierten oder ungeschliffenen Stahl anzunehmen. 

An allen Querschnittsänderungen entlang der Strömungsrichtung kommt es zum 
Druckverlust durch Strömungsabriss und/oder Wirbelbildung sowie durch die Richtungs-
änderung einiger Stromlinien. Das erfolgt beispielsweise an der Anschlussstelle 
zwischen der Rohrleitung und dem Druckbehälter, an der eine abrupte geometrische 
Querschnittsverengung eintritt. Dadurch werden die Stromlinien kontrahiert, und es 
entsteht ein Druckverlust, der im Rechenmodell durch den Druckverlustbeiwert berück-

sichtigt werden muss. Der Druckverlustbeiwert K wurde mit folgender Regressions-

funktion ermittelt: 
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Dabei ist A die geometrische Querschnittsfläche an einer bestimmten Rohr-

leitungsposition, wobei das Größenverhältnis zu beachten ist.  

Im umgekehrten Fall, in dem also in Strömungsrichtung eine plötzliche Quer-

schnittserweiterung vorliegt, kann der Druckverlustbeiwert beispielsweise mit dem 

Borda-Carnot-Koeffizienten berechnet werden:  
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Mit diesen Vorschriften wurden die Druckverlustbeiwerte an den Grenzflächen der 

Zellen ermittelt. In der Tabelle 4.7 sind die Druckverlustbeiwerte an den entsprechenden 

Abbildung 4.21 – Nodie-

rung des Rechenmodells 

für Marviken-Teststand 
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Zellen der Komponenten zusammengestellt. Allerdings sei angemerkt, dass der Druck-

verlustbeiwert auf inkompressible Medien bezogen wurde. Kommt es zur Zweiphasen-

strömung sind diese Werte nur noch bedingt gültig. Daher werden durch die in TRACE 

implementierten Rechenmodelle die Druckverlustbeiwerte näherungsweise automatisch 

berechnet und entsprechend berücksichtigt bei der Zweiphasenströmung.  

Tabelle 4.7 – Druckverlustbeiwert für eine abrupte Querschnittsänderung 

Komponente, Zellen-Nr. Druckverlustbeiwert bei 

Querschnittsverengung 

Druckverlustbeiwert bei 

Querschnittserweiterung 

Druckbehälter, 1 0,69 0,38 

Druckbehälter, 21 0,45 0,93 

Anschlussleitung, 13 0,32 0,51 

Düse, 2 0,34 0,56 

 
Tabelle 4.8 – Auszug von Testdaten verschiedener Marviken-Experimente 

Test 

Nr. 

Düsenform Nr. 1 Dampf-

druck  

 
 

[bar] 

Sätti-

gungs-

tempera-

tur  

[K] 

Unter-

kühlung 

 

 

[K] 

Füll-

stands-

höhe 

 

[m] 

Durch-

messer 

 

[mm] 

Länge 

L  

 

[mm] 

L2, L3, 

L4, 

Radius 

[mm] 

13 200 590 100 50,9 538 31 17,52 

14 200 590 100 49,7 537 3 18,10 

 

Auf der Grundlage dieser Daten 

und der zugrundeliegenden Geome-

triedaten wurde das Rechenmodell 

entwickelt. Alle sonstigen spezifischen 

Eingabedatensätze, die für das Re-

chenmodell verwendet wurden, sind in 

der Tabelle 4.8 zusammengestellt. Für 

den Test Nr. 13 und Nr. 14 wurde die 

Düsenform Nr. 1 verwendet, deren 

technische Zeichnung der Anlage K2 

zu entnehmen ist. Für das Experiment 

betrug der Füllstand im Druckbehälter 

17,52 m und die geschichtete Fluid-

temperatur an bestimmten Höhenposi-

tionen des Druckbehälters kann aus 

der Abbildung 4.22 abgelesen werden. 

Mit der entsprechenden Aufteilung der 

Zellen des Druckbehälters im Rechenmodell konnte die Fluidtemperatur über die Höhe 

modelliert werden. 

Im Gegensatz zum FEBA-Rechenmodell waren bei der Entwicklung dieses 

Rechenmodells keine grundsätzlichen Besonderheiten zu beachten. Es können alle 

numerischen Rechenverfahren angewendet werden. Eine explizite Einstellung von 

Modelloptionen für die Berechnung der kritischen Zweiphasenströmung war nicht 

erforderlich. 

Die Ergebnisse der Verifikation des Rechenmodells werden im Abschnitt 5.2.1 

vorgestellt. 
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Abbildung 4.22 – Füllstandshöhe im Druckbe-

hälter und Fluidtemperatur für das Experiment 

Test Nr. 13 [100, S. 29] 
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5 Ergebnisse 

Die DYBESA-Methode mit Unsicherheitsanalyse wurde auf zwei ausgewählte 

Beispiele der Störfalluntersuchung angewendet. Bei der Auswahl der Beispiele war es 

im Hinblick auf die Ziele der vorliegenden Arbeit wichtig, ein breites Spektrum der 

thermohydraulischen Phänomene bei der Störfalluntersuchung abzudecken. Daher 

wurde die Entscheidung gefällt, eine Druckanstiegstransiente und eine Druckabfall-

transiente des Primärkreises durchzurechnen. Der Druckanstieg im Primärkreis wird 

durch den sogenannten Notstromfall verursacht, der dann eintritt, wenn nach dem 

Ausfall der elektrischen Eigenbedarfsversorgung die Verbindung zum elektrischen Ver-

bundnetz nicht wieder hergestellt werden kann. Der Notstromfall wurde in der vor-

liegenden Arbeit durchgerechnet. Als Nachbildung des Druckabfalls im Primärkreis ist 

ein mittlerer Bruch der Hauptkühlmittelleitung nachgerechnet wurden. Für beide 

Ereignisse wurde ein bereits von der U.S. NRC für TRACE entwickeltes Rechenmodell 

eines generischen 3-Loop Druckwasserreaktors verwendet. Die Ergebnisse der Unter-

suchungen zu den programmspezifischen Unsicherheiten werden in den folgenden Ab-

schnitten präsentiert.  

Bevor die DYBESA-Methode auf die Störfalluntersuchung angewendet werden 

konnte, musste jedoch deren Vorgehensweise verifiziert werden. Insbesondere musste 

die bei der Unsicherheitsanalyse anzuwendende CIRT inhaltlich überprüft werden. Die 

Überprüfung fußte auf Experimenten, mit denen bestimmte thermohydraulische Vor-

gänge untersucht wurden, die während eines Störfalls auftreten: beispielsweise die Kühl-

barkeit der Brennstäbe während der Flutphase beim Kühlmittelverluststörfall oder der 

ausströmende Massenstrom aus einer gebersteten Rohrleitung. Der unterschiedliche 

Versuchsaufbau der beiden Experimente wurde jeweils in einem Rechenmodell nach-

gebildet. Die mit TRACE erzielten Rechenergebnisse konnten mit den experimentellen 

Ergebnissen verglichen werden. Dadurch wurden die in der vorliegenden Arbeit 

entwickelten Rechenmodelle (Eingabedatensätze) verifiziert, bevor diese für die 

Überprüfung der CIRT benutzt wurden. Durch die Verifikation der Rechenmodelle kann 

sichergestellt werden, dass die betroffenen thermohydraulischen Phänomene in TRACE 

berücksichtigt werden und dass diese für die Untersuchung der programmspezifischen 

Unsicherheiten verwendet werden können. Die Ergebnisse der Unsicherheitsanalyse 

lassen sich auf die entsprechende Störfalluntersuchung übertragen. 

Zur Überprüfung der CIRT wurden zwei unterschiedliche Unsicherheitsanalysen 

durchgeführt. Die erste Unsicherheitsanalyse bezieht nur jene Unsicherheiten der 

empirischen Beziehungen ein, die in der CIRT als stark wirkend angegeben wurden. Die 

Angaben in der CIRT sind für ein relevantes Rechenergebnis anzuwenden, das zur 

Beurteilung der Gefährdung einer Barriere dient. 

Die zweite Unsicherheitsanalyse berücksichtigt dagegen auch solche empirischen 

Beziehungen, die mit einer geringen beziehungsweise keiner Auswirkung auf ein 

relevantes Rechenergebnis eingestuft wurden. Damit soll gezeigt werden, dass bei der 

Störfalluntersuchung für eine Unsicherheitsanalyse nur jene Unsicherheiten berück-

sichtigt werden müssen, die in der CIRT als stark wirkend bewertet wurden. 

Zunächst sollen die Ergebnisse präsentiert werden, die zur Verifikation der CIRT 

dienten. Am Anfang stehen dabei die Untersuchungen zur Kühlung der Brennstäbe 

während der Flutphase nach einem Kühlmittelverluststörfall, wobei die FEBA-Experi-

mente zugrunde gelegt wurden.  
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5.1 FEBA 

5.1.1 Verifikation Rechenmodell 

Eine der an-

spruchsvollsten Auf-

gaben besteht darin, 

ein Rechenmodell für 

die Untersuchung von 

Kühlmittelverlust-

störfällen zu erstellen, 

das den Teil der 

Kühlung der Brenn-

stäbe simuliert 

(Teilmodell). Auf der 

Grundlage dieses 

Rechenmodells müs-

sen beim Durch-

rechnen mit TRACE 

die theoretischen phy-

sikalischen Phäno-

mene aus dem 

Abschnitt 4.7 nach-

gebildet werden, um 

im Anschluss daran 

das relevante Rechenergebnis der maximalen Hüllrohrtemperatur zu untersuchen. 

Durch die Eingabe von Geometrie-, Material-, und Prozessdaten sowie durch die 

Festlegung der Start- und Randbedingungen wurde ein Rechenmodell entwickelt. Durch 

die Berücksichtigung der entsprechenden Start- und Randbedingungen, die bei den 

FEBA-Tests (Tests Nr. 216 und 229) vorlagen, wurden zwei spezifisch abgewandelte 

Rechenmodelle erstellt. Beide Rechenmodelle wurden anschließend mit dem originalen 

TRACE-Programm durchgerechnet. 

Im Folgenden wird mit der Auswertung des Tests Nr. 216 begonnen. Die 

Rechenergebnisse sowie die Messdaten des Hüllrohrtemperaturverlaufs an zwei unter-

schiedlichen Höhenpositionen, 2125 mm und 1825 mm (vgl. Abbildung 4.18), sind in der 

Abbildung 5.1 dargestellt. Zwischen den beiden Höhenpositionen befindet sich ein 

Abstandshalter bei 2025 mm. 

Im Bericht [99] werden die Messfehler aus dem Experiment nicht explizit erwähnt, 

sodass nur eine grobe Fehlerabschätzung zu der Messwertaufzeichnung durchgeführt 

wurde. Die Darstellung der Messunsicherheiten dient dazu, einen Bereich des möglichen 

Temperaturverlaufs anzugeben. Liegen die Rechenergebnisse innerhalb dieses Be-

reichs, dann liegt eine ausreichende Verifikation vor. Liegen die Rechenergebnisse je-

doch außerhalb dieses Bereichs, ist immer noch eine hinreichende Verifikation möglich, 

wenn die Abweichungen begründet werden können. 

Für die Bestimmung der Messunsicherheiten wird im Folgenden die Temperatur-

messung betrachtet. Im Experiment wurde die Temperatur mit Thermoelementen ge-

messen, wobei eine Legierungsart aus Chromel-Alumel [99, S. 10] verwendet wurde. 

Hinter den beiden Markennamen verbirgt sich jeweils eine bestimmt Zusammensetzung. 

Die Chromel-Legierung besteht ungefähr zu 90 % aus Nickel und zu 10 % aus Chrom 

und die Alumel-Legierung besteht ungefähr zu 95 % aus Nickel, zu 2 % aus Magnesium, 

zu 2 % aus Aluminium und zu 1 % aus Silizium. Dies entspricht dem standardisierten 

Abbildung 5.1 – Hüllrohrtemperatur an zwei ausgewählten axialen 

Positionen im FEBA-Experiment Nr. 216 [99, S. 95] und TRACE-

Rechenergebnisse  
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Thermoelement des Typs K, dessen Messbereich zwischen -200 °C und 1260 °C liegt. 

Zu beachten ist, dass es zwei fertigungsbedingte Toleranzklassen gibt, wobei die 

Thermoelemente der Klasse 2 einen größeren Messfehler aufweisen als die der Tole-

ranzklasse 1. Der Messfehler der Klasse 2 wird mit ± 0,75 % mal die Messtemperatur 

[102] ermittelt und für die vorliegende Arbeit verwendet. 

Der Temperaturverlauf des Experiments ist wesentlich von der Größe des 

Drucks, der im Innern des Gehäuses herrscht, und von der Strömungsgeschwindigkeit 

des Flutwassers abhängig. Sowohl für die Regelung und Messung des Drucks 

(Abbildung 9.27, Legend Nr. 20: Pressure Regulator) als auch für die Strömungsge-

schwindigkeit (Abbildung 9.27, Legend Nr. 8: Turbine Meter) wurden im Bericht keine 

Messunsicherheit angegeben. Heutige Drucksensoren haben einen relativen Fehler von 

weniger als einem Prozent. Wird dieser Fehler auf die Sättigungstemperatur übertragen, 

ergibt sich für den experimentellen Druckbereich bei 4 bar eine Temperaturschwankung 

von höchstens einem Grad Differenz. In ähnlicher Weise gilt diese Größenordnung auch 

für die Strömungsgeschwindigkeit, sodass zusätzlich eine Messunsicherheit von jeweils 

einem Grad Differenz hinsichtlich des Temperaturverlaufs abgeschätzt wurde. Die Mess-

werte und ihre gesamten Messunsicherheiten sind in der Abbildung 5.1 durch Fehler-

balken dargestellt. 

Der Vergleich der Rechenergebnisse mit den experimentellen Daten in der 

Abbildung 5.1 lässt erkennen, dass bei der ersten Höhenposition von 2125 mm eine an-

fängliche Temperaturabweichung abzüglich der Messwertunsicherheit von bis zu 

30 Grad vorliegt. Die Temperaturdifferenz der Spitzenwerte zwischen Experiment und 

Berechnung beträgt bei Berücksichtigung der Messunsicherheit 21 Grad. Weiterhin ist 

zu erkennen, dass die Kurvenverläufe bis zum Maximalwert annähernd parallel zu-

einander verlaufen. Auch beim Absinken der Hüllrohrtemperatur, beginnend bei un-

gefähr 100 s, verlaufen beide Kurven annähern parallel zueinander. Ab 100 s bis 125 s 

liegt die Temperaturabweichung innerhalb 10 Grad. Der annähernd parallele Kurven-

verlauf der Temperaturen bedeutet, dass die thermohydraulischen Phänomene (siehe 

Abbildung 4.17), die jeweils für die charakteristischen Kurvenabschnitten verantwortlich 

sind, durch das Rechenmodell sehr gut nachgebildet wurden. Die vollständige Be-

netzung der Brennstaboberfläche an dieser Höhenposition wird durch das Rechen-

modell um ungefähr 20 s später ausgewiesen als im Experiment. 

An der zweiten Höhenposition bei 1825 mm der Abbildung 5.1 ist das Gleiche zu 

erkennen, wobei der Temperaturverlauf aufgrund der längeren Aufheizphase etwas 

breiter verläuft als an der ersten Höhenposition. In diesem Fall beträgt die Temperatur-

differenz bei den maximalen Hüllrohrtemperaturen zwischen Experiment und Rechen-

modell bei Berücksichtigung der Messfehler 33 Grad. Es ist ersichtlich, dass beim Ab-

sinken der Temperatur der charakteristische Verlauf im Rechenmodell nur unvollständig 

nachgebildet werden kann. Allerdings wird in diesem Fall der Quenchzeitpunkt sehr 

genau getroffen. 

Während des Verifikationsprozesses wurde festgestellt, dass die Rechen-

ergebnisse sehr empfindlich auf die angepassten Eingabedatensätze im Rechenmodell 

reagierten. Schon eine geringfügige Anpassung am Rechenmodell – beispielsweise bei 

den Materialdaten der Brennstabsimulatoren und bei der Wärmeisolierung am Gehäuse 

– führte zu stark veränderten Rechenergebnissen. Durch bestimmte Anpassungen der 

Materialdaten konnten Rechenergebnisse erzielt werden, die an gewissen Höhenposi-

tionen eine verbesserte Übereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen er-

gaben. Allerdings konnte dann mit diesen veränderten Daten der gesamte Verlauf des 

Experiments nicht mehr zufriedenstellende nachgebildet werden. Dabei wurde festge-

stellt,  dass  Anpassungen  der  Materialdaten  der  Brennstabsimulatoren  starke  Auswir-  
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kungen auf die maxi-

male Hüllrohrtempera-

tur haben. Dagegen 

zeigten veränderte 

Kenngrößen des Iso-

liermaterials starke 

Auswirkungen auf den 

Quenchzeitpunkt und 

auf dessen Gradienten 

bei der absinkenden 

Hüllrohrtemperatur. 

Die Herausfor-

derung bestand nun 

darin, ein Rechen-

modell zu erzeugen, 

das über den ge-

samten Zeitraum des 

Experiments an jeder 

Höhenposition zufrie-

denstellende Ergebnisse liefert. Daher ist es ebenfalls wichtig, nicht nur den Hüllrohr-

temperaturverlauf an einer gewissen Höhenpositionen zu vergleichen, sondern auch die 

Quenchfront über der gesamten Brennstablänge zu berücksichtigen. Die Messwerte der 

Füllstandshöhe in Abhängigkeit vom Quenchzeitpunkt zeigt die Abbildung 5.2. Für die 

Bestimmung des Quenchzeitpunkts wurde die Temperaturmessung zugrunde gelegt; 

deshalb können die Messunsicherheiten berücksichtigt werden, die auch bei der Tem-

peraturmessung verwendet wurden.  

Aus der Abbildung 5.2 ist ersichtlich, dass mit dem Rechenmodell (siehe 

Abbildung 4.19) die Kühlung der Brennstabsimulatoren bis ungefähr 250 s etwas lang-

samer erfolgt als im Experiment. Ab diesem Zeitpunkt tritt das Gegenteil ein, sodass am 

Ende mit dem Rechenmodell die vollständige Benetzung aller Brennstäbe um ungefähr 

10 s eher abgeschlossen ist. Beide Kurven stimmen dennoch recht gut überein. Die ver-

bleibenden Abweichungen zwischen den experimentellen Daten und den Rechener-

gebnissen der Füllstandshöhe betragen bis zum Erreichen von ca. 100 s maximal 

250 mm. Während des gesamten weiteren Verlaufs liegen die weiteren Abweichungen 

nicht über 150 mm. 

Die in der vorliegenden Arbeit gewonnenen Rechenergebnisse wurden beispiels-

weise mit einer anderen Arbeit [104, S. 5] direkt verglichen. Dabei wird der rot markierte 

Kurvenverlauf („TRACE-Pipe“) aus der Abbildung 5.2 dem eigenen Ergebnis des grün 

markierten Kurvenverlaufs („TRACE“) gegenübergestellt. Dabei lässt sich – gegenüber 

der eigenen Arbeit – eine stärkere Abweichung des Kurvenverlaufs der Quenchfront ab 

ca. 200 s bis zum Ende des Experiments erkennen. Die aus der Literatur entnommenen 

Ergebnisse zeigen darüber hinaus ein Rechenmodell auf Basis der „TRACE-Vessel“-

Komponente, wobei zu erkennen ist, dass die Abweichungen zum Experiment deutlich 

größer ausfallen.  

Die dennoch zum Teil vorhandenen Abweichungen bei den Hüllrohrtemperatur-

verläufen und der Quenchfront in der eigenen Arbeit sind wesentlich auf die nicht 

modellierten Abstandshalter zurückzuführen. In TRACE sind einige thermohydraulische 

Phänomene, die während einer Flutphase bei Abstandshaltern eintreten, noch nicht 

programmiert worden. Das betrifft zwei physikalische Phänomene: zum einen die 

Tropfenzerstäubung an Abstandshaltern und zum anderen das Phänomen, das eine 

Abbildung 5.2 – Vergleich der experimentellen Quenchfront des 

FEBA-Experiments Nr. 216 [103, S. 52] mit eigenem Rechen-

modell (Abbildung 4.19) und Ergebnissen vom PSI [104, S.5] 
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eventuelle Flüssigkeitsfilmbildung auf den Abstandshaltern berechnet [10, S. 432, 436]. 

Die Berücksichtigung beider Phänomene würde den Wärmeübergang von der Brenn-

staboberfläche zum Kühlmedium begünstigen, sodass geringere Temperaturverläufe 

erwartet werden könnten. Dies deckt sich mit den Erkenntnissen aus anderen For-

schungsarbeiten, die mit TRACE durchgeführt wurden [103], [105]. Diese lassen sich auf 

die eigenen Abweichungen bei den Rechenergebnissen zurückführen. Das heißt: 

Anhand des Nachrechnens von Test Nr. 216 ist ersichtlich, dass der obere Hüllrohrtem-

peraturverlauf (siehe Abbildung 5.1, Höhe: 1825 mm) einen größeren Maximalwert auf-

weist als der untere Temperaturverlauf (bei Höhe 2125 mm). Im Gegensatz dazu zeigen 

die experimentellen Daten kaum einen Unterschied der maximalen Hüllrohrtemperatur 

an beiden Höhenpositionen. Dies liegt an dem erläuterten Effekt der begünstigten 

Wärmeübertragung durch die Abstandshalter und kann also mit dem Rechenmodell – 

im Vergleich zu den experimentellen Daten – nicht oder nur schwach nachgebildet 

werden. 

Um die Effekte der Abstandshalter auf die Temperaturmessung auszuschließen, 

ist ein Experiment erforderlich, bei dem keine Abstandshalter verwendet werden. Ein 

solches Experiment wurde zwar nicht mit dem FEBA-Versuchstand durchgeführt, aber 

im Test Nr. 229 wurden dieselben Start- und Randbedingungen wie im Test Nr. 216 

verwendet, wobei jedoch ein Abstandshalter an der Höhenposition 2025 mm entfernt 

wurde. Deshalb wurde ein Rechenmodell zum Test 229 entwickelt. Die Rechener-

gebnisse sind zusammen mit den Messwerten und deren Messunsicherheiten in der 

Abbildung 5.3 dargestellt.  

Der im Experiment an der Position 1825 mm ermittelte Temperaturverlauf hat 

einen größeren Maximalwert als der untere Verlauf bei 2125 mm. Bei dem vorherigen 

Experiment des Tests Nr. 216 wurde dagegen an beiden Höhenpositionen dieselbe 

maximale Hüllrohrtemperatur erreicht, weil in diesem Fall zwischen beiden Höhenpositi-

onen ein Abstandshalter angeordnet war. Daran ist der Einfluss eines Abstandshalters 

deutlich zu erkennen. Ein Abstandshalter verkleinert stets den Strömungsquerschnitt, 

und dadurch steigt die Strömungsgeschwindigkeit. Dieser Sachverhalt und die im 

vorherigen Absatz 

erläuterten Umstän-

de bewirken, dass 

die Brennstäbe auf-

grund der Abstands-

halter besser gekühlt 

werden bei den 

Randbedingungen 

einer Wiederauffüll-

phase. Dies bestätigt 

das derzeitig Pro-

blem mit TRACE, 

Abstandshalter zu 

modellieren. Aus 

dem Rechenmodell 

mit nur sechs Ab-

standshaltern lässt 

sich erkennen, dass 

nur der anfängliche 

Temperaturverlauf 

beider   Höhenpositi- 

Abbildung 5.3 – Hüllrohrtemperatur an zwei ausgewählten axialen 

Positionen im FEBA-Experiment Nr. 229 [99, S. 96] und TRACE-

Rechen-ergebnisse 
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onen steiler als im Experiment verläuft und dass dadurch größere Maximalwerte erreicht 

werden. 

Die Temperatur, ab der es zu einer Benetzung der Brennstaboberfläche kommt, 

die einen plötzlichen Temperaturabfall verursacht, ist bei beiden Tests stets geringer als 

die experimentelle Temperatur. Daher verzögert sich der Quenchzeitpunkt bei den 

berechneten Werten.  

Insgesamt sind die charakteristischen Hüllrohrtemperaturverläufe mit den hier 

entwickelten Rechenmodellen sehr gut nachgebildet wurden. Nur der anfängliche hö-

here Gradient der Hüllrohrtemperaturzunahme ist nicht mit den experimentellen Daten 

in Übereinstimmung zu bringen. Jedenfalls wird das hier entwickelte Rechenmodell für 

die Untersuchung der Kühlung von Brennstäben während der Flutphase als hinreichend 

verifiziert betrachtet. Damit kann es für die Unsicherheitsanalyse zur Untersuchung von 

programmspezifischen Unsicherheiten und für den damit verbundenen Verifikations-

prozess für die CIRT verwendet werden.  

 

5.1.2 Verifikation CIRT 
 

Für die Verifikation der CIRT für das FEBA-

Experiment ist es erforderlich, eine Vielzahl von ther-

mohydraulischen Phänomenen zu untersuchen. Diese 

Phänomene werden benötigt, um die Wärmeüber-

tragung vom Brennstab auf das Kühlmedium während 

der Flutphase zu berechnen. Dabei wurde die Sensiti-

vität der Auswirkung von einzelnen thermohydrau-

lischen Phänomenen auf die maximale Hüllrohrtempe-

ratur untersucht. Es folgt eine schrittweise Erörterung 

zur Identifikation und zur Bewertung der Phänomene, 

die in die CIRT (Tabelle 5.1) aufgenommen wurden.  

Der Druck und die Temperatur im Innern des 

Gehäuses bestimmen die Verdampfungsvorgänge des Flutwassers. Daher ist es wichtig 

zu wissen, welchen Verlauf der Druck während des Flutvorgangs nimmt. Die Abbildung 

5.4 zeigt schematisch, wie sich der Druck während des Flutens verhält, wobei im 

Experiment der Druck p1 von 4,12 bar durch den Gegendruckregler (Abbildung 9.27, 

Legend Nr. 20: Pressure Regulator) am oberen Plenum konstant gehalten wird. Die 

Pumpe, die vor dem unteren Plenum angeordnet ist, muss durch eine geeignete 

Regelung (z. B. durch eine Drehzahlregelung) einen konstanten Fördervolumenstrom 

erzeugen. Durch das Fluten stellt sich eine Hauptströmung in Richtung des oberen 

Plenums ein, wobei infolge von Reibungsphänomenen in Strömungsrichtung stets ein 

Druckverlust pv entsteht. Diese Reibungsphänomene sind bei den verschiedenen 

Strömungsarten sowohl die Wandreibung als auch die Phasengrenzreibung. Somit muss 

ein zunehmender Druckverlauf abwärts des Stabbündels vom oberen Plenum bis zum 

unteren Plenum vorliegen, damit dieser Druckverlust ausgeglichen werden kann. Das 

heißt: Bei einem konstanten Gegendruck p1 muss der Fluiddruck p0 stets größer sein, 

sonst wären keine Reibungsphänomene vorhanden.  

Im Innern des Gehäuses sind während des Experiments oszillierende Druck-

schwankungen zu erwarten, die durch unterschiedlich starke Verdampfungsprozesse 

entlang der Brennstablänge verursacht werden. Die Verdampfung ist von der Tempera-

turdifferenz zwischen der Hüllrohrwand und dem Flutwasser abhängig. Unterschiedliche 

Temperaturdifferenzen entlang der Bündelhöhe sind durch die Experimentatoren 

Abbildung 5.4 – Geodätischer 

Druckverlauf im Innern des 

FEBA-Gehäuses 
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eingestellt wurden; diese erzeugen ein stufenförmiges Heizleistungsprofil (Abbildung 

4.18). Zu Beginn des Experiments liegt ein sinusförmiger Hüllrohrtemperaturverlauf in 

axialer Richtung vor. 

Die Druckschwankungen verursachen entlang des Stabs einen variierenden 

Sättigungsdruck, und dieser beeinflusst den Fortschritt der Quenchfront. Das heißt: Bei 

einer gleichbleibenden Wärmezufuhr durch die Brennstabsimulatoren, die an einer 

bestimmten Höhenposition vorliegt, verdampft bei einem geringen Druck das Flutwasser 

schneller als bei einem höheren Druck. Daher ist beispielsweise in Höhe der Quench-

front ein größerer Druck vorteilhaft, weil dadurch die Kühlung der Brennstäbe schneller 

erfolgt. Dies zeigen auch die experimentellen Ergebnisse der beiden FEBA-Tests Nr. 

223 und 220 [103]. In beiden Tests wurde nur der Gegendruck von 2,2 bar auf 6,2 bar 

variiert und ansonsten alle anderen Start- und Randbedingungen unverändert belassen. 

Im Fall des höheren Drucks zeigte sich eine schnellere Brennstabkühlung als bei dem 

niedrigeren Druck. 

Daraus folgt, dass alle Phänomene, die einen hohen Druckverlust verursachen, 

zu einem größeren Druck in Höhe der Quenchfront führen und damit einen schnelleren 

Anstieg des Füllstands ermöglichen. Insgesamt ist somit während des gesamten 

Experiments eine niedrigere maximale Hüllrohrtemperatur zu erwarten. 

Da bei jeder Strömungsart ein Druckverlust auftritt, muss die folgende Frage 

beantwortet werden: „Welche der in der Tabelle 4.1 aufgelisteten Strömungsarten liegen 

während des gesamten Experiments zeitlich und über einen großen geometrischen 

Bereich am längsten vor?“ Dies ist die Nebelströmung (Abbildung 4.17, Punkt 1), die 

schon kurz nach dem Beginn des Experiments fast im gesamten Strömungskanal 

vorliegt. Dies liegt daran, dass der aufsteigende Dampf, der durch die Verdampfung des 

Flutwassers erzeugt wird, kleine Wassertröpfchen mit sich reißt. Hinzu kommt, dass sich 

im aufsteigenden Dampf aufgrund eines in Strömungsrichtung abnehmenden Druckes 

durch die Wandreibung ebenfalls kleine Wassertröpfchen bilden. 

Sehr viele kleine Wassertröpfchen in der Nebelströmung besitzen in ihrer Summe 

eine sehr große Oberfläche. Diese Oberfläche bildet die Phasengrenze zwischen dem 

Sattdampf und den flüssigen Tropfen. Zwischen beiden Phasen besteht ein Dichteunter-

schied von ungefähr 1:1000, sodass die Gewichtskraft viel stärker auf die Tropfen wirkt 

und der aufwärts steigenden Dampfströmung entgegengerichtet ist. Dadurch entsteht an 

der Phasengrenze zwischen den Tropfen und dem Dampf eine Reibungskraft, die einen 

Druckverlust bewirkt. Es sei angemerkt, dass auch dann eine Reibungskraft entsteht, 

wenn beide Phasen mit unterschiedlicher Geschwindigkeit in dieselbe Richtung strömen. 

Daraus ist ersichtlich, dass sich die Phasengrenzreibung (PRO) der Nebelströmung sehr 

stark auf die maximale Hüllrohrtemperatur auswirken muss, weil eben dieser Druckver-

lust den Fortschritt der Quenchfront maßgeblich beeinflusst.  

Die Wandreibung bei der Nebelströmung (WRO) wird hauptsächlich durch Dampf 

verursacht, der an der Oberfläche entlangströmt. Aufgrund der geringen Dichte des 

Dampfes bewirkt der Wandreibungseffekt einen im Vergleich zur Phasenreibung nur 

sehr geringen Druckverlust. Daher übt die Wandreibung bei der Nebelströmung keinen 

relevanten Einfluss auf die maximale Hüllrohrtemperatur aus.  

Weiterhin kommt hinzu, dass auch das Phänomen der Wärmeübertragung an der 

Phasengrenze (WPO) zwischen den Tropfen und dem Dampf stark ausgeprägt ist. Die 

Tropfen in der Nähe der Brennstaboberfläche verdampfen, ohne diese zu berühren. 

Dieser Verdampfungsprozess, der durch die Temperatur der Metalloberfläche verur-

sacht wird, führt zu einem weiteren Kühleffekt der Brennstäbe. Letztlich findet deshalb 

auch an einer Brennstabposition eine Kühlung statt, die über der momentanen Quench-

front liegt.  
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Daher werden die beiden soeben erläuterten thermohydraulischen Phänomene 

– die Phasengrenzreibung und die Wärmeübertragung an der Phasengrenze bei der 

Nebelströmung – in ihrer Auswirkung auf die maximale Hüllrohrtemperatur als stark be-

wertet. 

Die Wandwärmeübertragung bei der Nebelströmung (WWO) wird hauptsächlich 

durch Dampf verursacht, der an der Oberfläche entlangströmt. Daher verwendet TRACE 

zum Teil die gleichen empirischen Beziehungen, die auch für eine reine Dampfströmung 

(Gasströmung) benutzt werden. Da sowohl die Nebelströmung als auch zum Teil eine 

reine Dampfströmung vorliegen, sind die Phänomene der Wandwärmeübertragung so-

wohl bei der Einphasenströmung als auch bei der Nebelströmung als stark zu bewerten. 

Schließlich sind diese beiden Strömungsarten – zeitlich betrachtet – während des 

gesamten Experiments und entlang der gesamten Brennstablänge vorhanden.  

Eine weitere Strömungsart entsteht dadurch, dass das Flutwasser im Vergleich 

zur Oberflächentemperatur der Brennstabsimulatoren um mehrere hundert Grad unter-

kühlt ist. Daher bildet sich entlang der Brennstablänge in einem kurzen Bereich oberhalb 

der Quenchfront die umgekehrte Ringströmung. Diese Strömungsart ist demnach über 

die gesamte Dauer des Experiments vorhanden und beeinflusst den Anstieg der Hüll-

rohrtemperatur. 

Bei dieser Strömungsform bildet sich im Innern des Strömungskanals ein 

Flüssigkeitskern oberhalb der Quenchfront aus. Das Wasser in unmittelbarer Nähe der 

Metalloberfläche verdampft und bildet in diesem Fall einen durchgängigen Dampffilm, 

der ringförmig um den Flüssigkeitskern angeordnet ist. Die Kühlung der Metalloberfläche 

erfolgt durch den Verdampfungsprozess. Der Dampffilm wirkt wie eine Wärmeisolierung, 

und daher wird die Wärmeenergie von den Brennstäben umso schlechter abgeführt, je 

dicker dieser Dampffilm ist. Der Dampffilm besteht zunächst aus zusammenwachsenden 

Blasen (instabiles Filmsieden) und isoliert die Wand thermisch gegenüber der 

Flüssigkeit, sodass die Wärmeübertragung nur noch mittels Wärmeleitung und Wärme-

strahlung durch die Dampfschicht erfolgen kann. Bei verstärkter Wärmezufuhr bildet sich 

ein durchgängiger Dampffilm (stabiles Filmsieden) aus. In dem FEBA-Experiment 

kommt es aufgrund der sehr hohen Temperaturdifferenz zwischen der Metalloberfläche 

und dem Flutwasser und aufgrund des 

konstanten Fördervolumenstroms (erzwun-

gene Konvektion) sofort zum stabilen Film-

sieden. Anschließend muss der gerade ge-

bildete Dampf erst beschleunigt werden, bevor 

eine ausgebildete Dampfströmung vorliegt. 

Dieser Sachverhalt kann aus der Abbildung 5.5 

nach K. K. Fung [91, S. 96] anhand der einge-

zeichneten Strömungsprofile abgelesen wer-

den. Erst bei einer entsprechend hohen Strö-

mungsgeschwindigkeit setzt eine relevante 

Kühlwirkung auf die Metalloberfläche durch 

den Dampffilm ein. Daher ist es berechtigt an-

zunehmen, dass das thermohydraulische Phä-

nomen der Wandwärmeübertragung (WWO) 

zum Dampf bei der umgekehrten Ringströ-

mung nur eine geringe Auswirkung auf die 

maximale Hüllrohrtemperatur hat. 

Ebenso verhält es sich mit der Wand-

reibung (WRO) des Dampffilms, die die 

maximale Hüllrohrtemperatur überhaupt nicht 

Abbildung 5.5 – Bildung eines Dampf-

films bei umgekehrter Ringströmung 

[91, S. 96] 
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beeinflusst. Die Ursache ist dieselbe: Wie gerade erläutert, muss der Dampf kurz nach 

seiner Entstehung erst beschleunigt werden, bevor infolge der Strömungsgeschwindig-

keit relevante Wandreibungskräfte entstehen können. Somit ist in diesem Fall von keiner 

Auswirkung auf die maximale Hüllrohrtemperatur auszugehen. 

Dagegen ist die Beschaffenheit des Flüssigkeitsrings von entscheidender Bedeu-

tung für die maximale Hüllrohrtemperatur. Somit ist die Wirkung der beiden thermo-

hydraulischen Phänomene – der Phasenreibung (PRO) und der Wärmeübertragung an 

der Phasengrenze (WPO) – als stark zu bewerten. Die Phasenreibung wirkt deshalb 

stark, weil sich durch den Filmsiedevorgang eine wellige Oberflächenstruktur ausbilden 

kann, die sich wie eine Rauigkeit auf den Strömungsprozess auswirkt. Diese Rauigkeit 

bewirkt einen hohen Druckverlust und damit große Druckschwankungen. Da in diesem 

Bereich der Sättigungsdruck vorliegt, führen die Druckschwankungen gleichzeitig zur 

Veränderung der Sättigungstemperatur, die wiederrum das Fortschreiten der Quench-

front bestimmt. 

Das Sieden an der Phasengrenze verursacht den Kühleffekt der heißen Brenn-

staboberfläche. Bei diesem Prozess wird durch den eigentlichen Verdampfungsprozess 

sehr viel Wärmeenergie abgeführt. Für die Berechnung der Wärmeübertragung an der 

Phasengrenze wird die Nusselt-Zahl an der Phasengrenze zwischen der Flüssigkeit und 

dem Dampf benötigt. Eine Variation der Nusselt-Zahl führt zu einer Verbesserung oder 

zu einer Verschlechterung des Siedens und hat demnach einen großen Einfluss auf den 

Anstieg der maximalen Hüllrohrtemperatur. Die Auswirkung des Phänomens der 

Wärmeübertragung an der Phasengrenze auf die maximale Hüllrohrtemperatur ist daher 

als stark einzustufen. 

Die umgekehrte Pfropfenströmung ist eine spezielle Strömungsart, die erst bei 

einem Dampfmassengehalt von 90 % bis weniger als 100 % eintritt. Diese entsteht bei 

hohen Dampfgeschwindigkeiten aus der umgekehrten Ringströmung. Liegt diese Strö-

mungsart vor, dann gibt es in diesem Bereich keine Nebelströmung, weil diese erst 

später entweder direkt aus der umgekehrten Ringströmung oder aus der umgekehrten 

Pfropfenströmung entsteht. Die Pfropfen bilden sich nur durch das Aufbrechen des 

flüssigen Kerns der umgekehrten Ringströmung (siehe Abbildung 4.17).  

Bildet sich eine ausgeprägte Ringströmung über einen längeren Bereich aus, 

kommt es infolge der höheren Dampfgeschwindigkeit zum Oszillieren des flüssigen 

Kerns. Bei einer entsprechenden Stärke der Oszillationen bricht der Kern bei Sättigungs-

temperatur auf, und es entstehen die Pfropfen. Die maximale Länge der Pfropfen beträgt 

dabei – nach Kawaji und Banerjee [106] – das 4,5-fache des flüssigen Kerndurch-

messers. Die umgekehrte Pfropfenströmung hat im Wesentlichen keinen Einfluss auf die 

maximale Hüllrohrtemperatur, weil sie sich erst ausbildet, nachdem bereits an einer 

Höhenposition der maximale Temperaturwert erreicht wurde. Dies liegt daran, dass der 

flüssige Kern der umgekehrten Ringströmung vor dem Erreichen der maximalen 

Hüllrohrtemperatur sehr schnell verdampft. Erst nachdem der Maximalwert überschritten 

wurde, verringert sich auch der Verdampfungsprozess und der Flüssigkeitsring wächst 

soweit an, dass sich aufgrund der erläuterten Ursachen Pfropfen bilden können. 

Alle weiteren thermohydraulischen Phänomene im FEBA-Experiment können 

entweder mit einer nur geringen oder mit gar keiner Auswirkung auf die maximale 

Hüllrohrtemperatur eingestuft werden. Viele dieser Phänomene haben erst dann einen 

Einfluss auf den Verlauf der Hüllrohrtemperatur, wenn die maximale Hüllrohrtemperatur 

schon erreicht worden ist, wie zum Beispiel das unterkühlte Blasensieden (WWU). 

Die Bewertung der Wandwärmeübertragung für das Phänomen der kritischen 

Wärmestromdichte (WWK) und der minimalen Filmsiedetemperatur (WWM) sind kom-

pliziert. Ihre Auswirkung auf die maximale Hüllrohrtemperatur lässt sich aber mit Hilfe 
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einer abgewandelten Form der Nukijama-

Kurve erläutern. Zunächst ist festzuhalten, 

dass im FEBA-Experiment aufgrund der dau-

erhaften Einspeisung von Flutwasser die ther-

mohydraulische Randbedingung einer  er-

zwungenen Konvektion vorlag. Außerdem 

wurde eine aufgeprägte Wärmequelle durch 

die elektrische Heizleistung eingestellt. Damit 

ergibt sich eine Wärmestromdichte in Abhän-

gigkeit von der überhitzten Oberflächentempe-

ratur der Brennstäbe, wie das in der Abbildung 

5.6 dargestellt ist. Diese Abbildung zeigt eine 

abgewandelte Nukijama-Kurve, abgewandelt 

für den besonderen Sachverhalt der erzwun-

genen Konvektion. Eine überhitzte Wandtem-

peratur („Wall Superheat“) bedeutet, dass die 

Wandtemperatur größer als die Sättigungs-

temperatur des angrenzenden Wassers ist. 

Durch die Variation der kritischen Wärmestromdichte, die durch die Unsicherheit 

der ihr zugrundeliegenden empirischen Beziehung ausgedrückt werden kann, verändert 

sich die Wandtemperatur nur geringfügig. Dies zeigen die drei in der Abbildung 5.6 ein-

gezeichneten Kurvenverläufe sehr deutlich. Daher wird die Auswirkung auf die maximale 

Hüllrohrtemperatur als gering eingestuft.  

Als minimale Filmsiedetemperatur (Leidenfrost-Punkt) wird die Temperatur be-

zeichnet, ab der sich ein stabiler Dampffilm zwischen dem Wasser und der Metallober-

fläche ausbildet. Die Wärmestromdichte nimmt also zwischen dem instabilen Filmsieden 

und dem Beginn des stabilen Filmsiedens ein Minimum an. Dieses Minimum kann nun 

– durch die Unsicherheit der dafür verwendeten empirischen Beziehung – ebenfalls vari-

iert werden; dieses bestimmt somit, bei welcher Wärmestromdichte instabiles bzw. 

stabiles Filmsieden vorliegt. In betrachteten Fall der aufgeprägten Wärmestromdichte 

und der erzwungenen Konvektion entsteht das stabile Filmsieden sofort. Dieser Um-

stand wird auch als „burn-out“ bezeichnet. Das ist der Grund dafür, dass in der Siede-

kurve  kein deutliches Minimum zu erkennen ist, wie das auch aus der Abbildung 5.6 

hervorgeht. Da aber der Bereich kurz über der Quenchfront sehr sensibel auf Druck-

schwankungen reagiert, kommt es gelegentlich zu einem instabilen Filmsieden, sodass 

die minimale Filmsiedetemperatur einen Einfluss auf die maximale Hüllrohrtemperatur 

hat. Dieser Einfluss wird allerdings als gering bewertet. 

Zusammen mit weiteren Phänomenen, die in diesem Experiment eintreten, sind 

ihre Auswirkungen auf die maximale Hüllrohrtemperatur in der Tabelle 5.1 anhand der 

CIRT zusammengestellt. Den in dieser Tabelle hinsichtlich ihrer Wirkung als stark 

bewerteten thermohydraulischen Phänomene sind insgesamt 17 empirische Bezieh-

ungen zuzuordnen, die notwendigerweise bei der Unsicherheitsanalyse berücksichtigt 

werden müssen.  

Zur Verifikation wurde in SUSA eine zusätzliche Sensitivitätsanalyse der 

eingegebenen Unsicherheiten durchgeführt. Die Ergebnisse können der Tabelle 5.1 ent-

nommen werden. Dort sind jeweils beide Sensitivitätskoeffizienten angegeben. Der 

lineare Zusammenhang wurde mit der Produkt-Moment-Korrelation berechnet, der nicht-

lineare Zusammenhang mit der Spearman-Korrelation. 

Die gewonnenen Ergebnisse decken sich mit den theoretischen Annahmen. Alle 

Sensitivitätskoeffizienten im Bereich -5 % bis +5 % wurden nicht explizit notiert. Es sei 

Abbildung 5.6 – Siedekurve bei erzwun-

gener Konvektion im direkt beheizten 

Rohr [91, S. 10] 
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aber erwähnt, dass selbst jene thermohydraulischen Phänomene, die für die 

Berechnung gar nicht benötigt werden, dennoch zu einem Sensitivitätskoeffizienten 

führen. Beispielsweise ergab das kritische Ausströmen einer unterkühlten Flüssigkeit in 

beiden Fällen einen Sensitivitätskoeffizienten größer oder kleiner als Null, obwohl dies 

eigentlich gar nicht sein dürfte. Diese Strömungsart tritt – wenn überhaupt – nur an den 

Ventilen der Druckregelung auf, die aber im Rechenmodell gar nicht modelliert wurden. 

In dem Rechenmodell erfolgt gar kein Öffnen der Ventile, sondern als Randbedingung 

wird ein konstanter Gegendruck festgelegt. Warum trotzdem ein Sensitivitätsmaß 

berechnet wird konnte in der vorliegenden Arbeit nicht geklärt werden. Das ist aber auch 

für die weitere Vorgehensweise nicht von Bedeutung.  

Tabelle 5.1 – Identifizierte thermohydraulische Phänomene und deren Relevanz auf die 

maximale Hüllrohrtemperatur beim FEBA-Experiment 

Thermohydraulische Phänomene Brenn-

element 

Sensitivität 

(linear) 

Sensitivität 

(nicht linear) 

WRU, Einphasenströmung (Dampf) gering 13,9 14,0 

WRU, Blasen- und Pfropfenströmung gering -6,4 -11,1 

WRU, Ring- und Nebelströmung gering 10,6 10,2 

WRU, geschichtete Strömung - -5...+5 -5...+5 

WRO, umgekehrte Ringströmung - -5...+5 -5...+5 

WRO, umgekehrte Pfropfenströmung - -5...+5 -5...+5 

WRO, Nebelströmung - 6,5 9,4 

PRU, Blasen- und Pfropfenströmung - -8,9 -8,6 

PRU, PRO, Ring- und Nebelströmung - -7,5 -5,3 

PRU, geschichtete Strömung - -5...+5 -5...+5 

PRO, umgekehrte Ringströmung stark -20,8 -22,9 

PRO, umgekehrte Pfropfenströmung - -5...+5 -5...+5 

PRO, Nebelströmung stark 31,6 31,1 

WWU, Einphasenkonvektion 

(Dampf) 
stark -21,3 -15,9 

WWU, Blasensieden gering -14,4 -18,6 

WWU, Kondensation - -5...+5 -5...+5 

WWK, kritische Wärmestromdichte  gering 5,6 15,0 

WWM, minimale Filmsiedetemperatur gering 6,8 17,9 

WWO, Umgekehrte Ringströmung gering 16,0 19,1 

WWO, umgekehrte Pfropfenströmung gering 13,5 6,5 

WWO, Nebelströmung stark -21,3 -15,9 

WPU, Blasen- und Pfropfenströmung gering 15,9 15,8 

WPU, Kondensation - -5...+5 -5...+5 

WPU, Flashing - -5...+5 -5...+5 

WPU, geschichtete Strömung - -5...+5 -5...+5 

WPU, Ring- und Nebelströmung gering 13,1 13,0 

WPO, umgekehrte Ringströmung stark -24,2 -20,9 

WPO, umgekehrte Pfropfenströmung - -5...+5 -5...+5 

WPO, Nebelströmung stark -39,7 -41,2 

STP, kritisches Ausströmen von 

unterkühlter Flüssigkeit 
- -5...+5 -5...+5 

STP, Modell zur Begrenzung der 

Gegenströmung 
- -5...+5 -5...+5 

STP, WÜT am Abstandshalter stark k. A. k. A. 

STP, Druckverlust am 

Abstandshalter 
stark k. A. k. A. 
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Weiterhin konnten auch die speziellen thermohydraulischen Phänomene (STP) 
zur Berücksichtigung des Wärmeübergangs beziehungsweise des Druckverlustes am 
Abstandshalter im Rahmen der vorliegenden Arbeit nicht berücksichtigt werden, da 
diese empirischen Beziehungen nicht für die Demonstrationszwecke ausgewählt wur-
den. Beide Phänomene haben aber im FEBA-Experiment eine starke Auswirkung auf 
die maximale Hüllrohrtemperatur. 

Die Verifikation erfolgt nun durch die konkrete Berechnung und die anschlie-

ßende Auswertung der Unsicherheitsanalyse hinsichtlich der maximalen Hüllrohrtempe-

ratur. Wie bereits zu Beginn des Kapitels 5 erläutert wurde, sind dafür zwei Unsicher-

heitsanalysen durchzuführen. In der Tabelle 9.21 sind die – nach den Vorgaben des 

Abschnitts 4.2 ermittelten – statistischen Kennzahlen aller empirischen Beziehungen 

zusammengestellt, die für die Durchführung beider Unsicherheitsanalysen benötigt 

werden. In der ersten Unsicherheitsanalyse wurden nur die Unsicherheiten jener empi-

rischen Beziehungen betrachtet, deren thermohydraulische Phänomene als stark be-

wertet wurden und die in der CIRT (Tabelle 5.1) aufgelistet sind. Dies entspricht den 

empirischen Beziehungen in der Tabelle 9.21, die eine Markierung in der Spalte „sU“ 

(starke Unsicherheit) haben. Mit SUSA wurden nun die Stichproben nach dem LHCR-

Verfahren generiert; anschließend konnten 93 Rechnungen mit dem modifizierten 

TRACE durchgeführt werden. Die 93 Rechenergebnisse der maximalen Hüllrohrtempe-

ratur sind in der Abbildung 5.7 dargestellt.  

Der Temperaturverlauf unterscheidet sich deshalb von den bereits gezeigten Er-

gebnissen (z. B. in der Abbildung 5.1 und in der Abbildung 5.3), weil hier jeweils der 

letzte erreichte Maximalwert der Hüllrohrtemperatur über der Zeit dargestellt ist. Zu-

künftige Rechenergebnisse werden unter den gegebenen Randbedingungen des Expe-

riments Nr. 216 mit 95%iger statistischer Sicherheit und mit einem 95%igem Über-

deckungsniveau unterhalb 1278,2 K für die maximale Hüllrohrtemperatur liegen.  

Für die Verifikation, also für die Prüfung, ob die prognostizierten thermohydrau-

lischen Phänomene eine starke Auswirkung auf die Hüllrohrtemperatur haben, musste 

das Ergebnis direkt mit einer zweiten Unsicherheitsanalyse verglichen werden. Bei 

dieser Unsicherheitsanalyse wurden 58 statt 17 Unsicherheiten der empirischen 

Beziehungen berücksichtigt. Das sind alle in der Tabelle 9.21 aufgelisteten Unsicher-

heiten. Die 93 Kurvenverläufe der maximalen Hüllrohrtemperatur zeigt die Abbildung 5.8. 

Die obere Grenze 

des Unsicherheits-

bandes erreicht eine 

maximale Tempera-

tur von 1279,9 K und 

liegt damit im statis-

tischen Ergebnisbe-

reich des 95% / 95% 

Unsicherheitsban-

des. Das heißt: Jede 

weitere betrachtete 

Unsicherheitsgröße, 

die in der vorliegen-

den Arbeit entweder 

mit geringer oder mit 

keiner Wirkung ein-

gestuft wurde, zeigt 

auch keine relevante 

Auswirkung auf die 

Abbildung 5.7 – Verlauf der maximalen Hüllrohrtemperatur mit 

Berücksichtigung von 17 Unsicherheiten von empirischen Be-

ziehungen 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (93) 
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maximale Hüllrohr-

temperatur. Somit 

können diese Un-

sicherheiten für die 

Untersuchung der 

maximalen Hüllrohr-

temperatur vernach-

lässigt werden. 

Dieser Umstand be-

stätigt auch die in der 

vorliegenden Arbeit 

gewählten Bewer-

tungsstufen, die in 

der Tabelle 4.3 fest-

gelegt wurden. Damit 

ist die Verifikation 

der CIRT für den 

FEBA-Versuch er-

folgreich abge-

schlossen. Zur wei-

teren Bestätigung der Anwendbarkeit der entwickelten Best-Estimate-Methode wurden 

weitere Experimente – wie die Experimente der Marviken-Test-Station – verwendet. 

 

5.2 Marviken-Test-Station 

5.2.1 Verifikation Rechenmodell 

Eine weitere anspruchsvolle Berechnungsaufgabe für TRACE besteht darin, die 

Druckentlastungsphase während eines Kühlmittelverluststörfalls zu berechnen. Daher 

wurde auch dieser Störfall für die Verifikation der CIRT ausgewählt. In der vorliegenden 

Arbeit sollte geklärt werden, welche thermohydraulischen Phänomene die Druckent-

lastung am stärksten beeinflussen. Dabei besteht ein einfacher Zusammenhang: Je 

länger während des Kühlmittelverluststörfalls flüssiges Wasser beziehungsweise hoher 

Druck im Behälter ist, desto geringer ist das erste Hüllrohrtemperaturmaximum (1st PCT, 

siehe Abbildung 9.26). Daher sind alle jene thermohydraulischen Phänomene relevant, 

die auf den Druckabfall einwirken und somit in den ersten Sekunden des Störfallablaufs 

an der Hüllrohroberfläche einen Temperaturgradienten bewirken. Das Bersten einer 

Hauptkühlmittelleitung und der dadurch verursachte Druckabfall wurden mit den Experi-

menten der Marviken-Test-Station durchgeführt und in der vorliegenden Arbeit mit 

TRACE nachgerechnet.  

Für die Störfalluntersuchung eines Rohrleitungsbruchs interessiert auch, wie 

stark der Druckanstieg im Sicherheitsbehälter bei Berücksichtigung von Unsicherheiten 

ausfällt, damit der Nachweis der Integrität erbracht werden kann. Der Druckanstieg 

außerhalb des Marviken-Versuchsstands wurde nicht gemessen, da dafür ein dichter 

Raum – wie der Sicherheitsbehälter im Kernkraftwerk – erforderlich gewesen wäre. 

Dieser stand den Experimentatoren nicht zur Verfügung. Trotzdem kann eine idealisierte 

Betrachtung hinsichtlich des Unsicherheitsbands des Druckanstiegs erfolgen, indem das 

Unsicherheitsband des Druckabfalls im Reaktordruckbehälter betrachtet wird. Die 

Auswirkungen auf den Druckabfall im Reaktordruckbehälter haben auch einen Einfluss 

Abbildung 5.8 – Verlauf der maximalen Hüllrohrtemperatur mit 

Berücksichtigung von 58 Unsicherheiten von empirischen Be-

ziehungen 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (93) 
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auf den Druckan-

stieg im Sicherheits-

behälter, wobei na-

türlich ein anderer 

Gradient des Drucks 

vorliegt. Vernachläs-

sigt werden z. B. die 

Kondensationsef-

fekte, die in der At-

mosphäre des Si-

cherheitsbehälters 

an kalten Ober-

flächen stattfinden 

und die dem Druck-

anstieg entgegen-

wirken. 

Für die Verifi-

kation des in der vor-

liegenden Arbeit er-

stellten Rechenmodells wurde der ausströmende Massenstrom verwendet, weil dafür 

Messwerte aus dem Experiment vorliegen. Bezüglich der Messwertfehler wurden im 

Bericht [100] keine Angaben gemacht, daher erfolgt hier eine grobe Fehlerabschätzung. 

Für die Temperatur- und Druckmessung wird jeweils ein Prozent Messunsicherheit auf 

den Massenstrom geschätzt. Bei der Strömungsgeschwindigkeit wird ein Fehler von drei 

Prozent auf den Massenstrom angenommen.  

Die Rechenergebnisse des Tests Nr. 13 sind in der Abbildung 5.9 dargestellt. Die 

schwarz markierte Kurve zeigt die Messwerte zusammen mit den Messwertfehlern. Die 

grün hinterlegte Kurve zeigt die eigene Berechnung mit dem im Abschnitt 4.7 ent-

wickelten Rechenmodell. Zusätzlich wurde in diese Grafik ein weiterer – rot markierter – 

Kurvenverlauf eingetragen, der die Rechenergebnisse des NUREG-Berichts [100] dar-

stellt; dieser dient als Vergleichswert zu den eigenen Berechnungen mit TRACE. 

Sofort nach dem Beginn des Szenarios wird ein Spitzenwert des Massenstroms 

erreicht. Hierbei zeigen die eigenen Ergebnisse einen Wert von 3150 kg/s, und die 

Messwerte liegen bei (2700 ± 135) kg/s. Das bedeutet eine relative Abweichung von 

11 % bei Berücksichtigung der Messfehler. Das Rechenergebnis wird mit dem 

Spitzenwert von 2520 kg/s aus dem Bericht verglichen. Bei Berücksichtigung der 

Messfehler ergibt sich hier eine relative Abweichung von nur 1,8 %. Allerdings ist beim 

weiteren Betrachten des Kurvenverlaufs festzustellen, dass die Ergebnisse aus dem 

Bericht – verglichen mit den experimentellen Daten – unter Berücksichtigung der 

Messfehler nur innerhalb von 40 s übereinstimmen. Dagegen überdecken die eigenen 

Ergebnisse bis knapp 100 s den experimentellen Kurvenverlauf, abgesehen von dem 

ersten Spitzenwert.  

Während der Anpassung des Rechenmodells wurde festgestellt, dass der 

Spitzenwert sehr stark von der Öffnungszeit des Stellventils und der darauffolgenden 

Berstscheibe abhängt. Leider gibt es für das TRACE-Rechenmodell keine Vergleichs-

daten aus dem Bericht, sodass nur die Möglichkeit bestand, einen weiteren Marviken-

Test bei unveränderten Öffnungszeiten mit dem eigenen Rechenmodell durchzu-

rechnen.  

Dies zeigen nun weitere Ergebnisse des Tests Nr. 14, die in der Abbildung 5.10 

dargestellt sind. Wie schon im vorherigen Versuch, so ergibt sich auch hier bei den 

eigenen  Rechenergebnissen  ein  zu hoher Spitzenwert des Massenstroms.  Dieser liegt  

Abbildung 5.9 – Verlauf des Massenstroms im Marviken-Experi-

ment Nr. 13 [100, S. C6] und TRACE-Rechenergebnisse 
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bei den Vergleichs-

daten aus dem Be-

richt deutlich näher 

an den experimentel-

len Daten. Aber auch 

hier ist der spätere 

Kurvenverlauf ent-

scheidend. Hier zei-

gen nämlich die ei-

genen Ergebnisse in-

nerhalb der ersten 

45 s eine gute Über-

einstimmung, und 

bei den Vergleichs-

daten liegt stets eine 

größere Abweichung 

vor. Wichtig ist, dass 

sich durch die An-

passung der Öff-

nungszeit im Re-

chenmodell nicht nur der vordere Spitzenwert ändert, sondern auch der sich 

anschließende ausströmende Massenstrom. Daher wurden die hier gewählten Einstel-

lungen so belassen und das Rechenmodell als verifiziert betrachtet.  

 

5.2.2 Verifikation CIRT 
 

Die Verifikation der CIRT für das Marviken-Experiment macht es erforderlich, 

eine Vielzahl von möglichen thermohydraulischen Phänomenen theoretisch zu analysie-

ren. Dafür müssen die Phänomene erkannt werden, die während eines Kühlmittelver-

luststörfalls den Druckverlauf maßgeblich beeinflussen. Zusätzlich wurde eine Sensitivi-

tätsanalyse durchgeführt, die die Stärke der Auswirkungen der einzelnen thermo-

hydraulischen Phänomene auf den Druckverlauf wiedergibt. Es folgt eine schrittweise 

Erörterung zur Identifizierung und zur Bewertung dieser Phänomene, die anschließend 

in der CIRT (Tabelle 5.2) vermerkt wurden. 

Vor dem Beginn der Experimente wurde das Fluid im Behälter aufgeheizt und 

damit in mehrere thermodynamische Zustände unterteilt, sodass im Behälter ein Ge-

misch aus Wasser und Dampf vorlag (siehe Abbildung 4.22). Dieses Gemisch hat sich 

aufgrund des Dichteunterschieds in vertikaler Richtung natürlich verteilt. Das heißt: im 

Bodenbereich befindet sich unterkühltes Wasser, das oberhalb durch ein Zwei-

phasengemisch aus Wasser und Nassdampf vom reinen Dampf getrennt wird, der sich 

im oberen Bereich des Behälters ansammelt. Der Behälter hat eine Wärmeisolierung 

und enthält keine zusätzlich aufgeprägte Wärmequelle, sodass nach Beginn des 

Experiments nur die gespeicherte Wärmeenergie des Anfangszustands abgegeben 

wird. Vor dem Beginn des Experiments gibt es im Behälter keine signifikante Strömung, 

und das Fluid befindet sich in Ruhe. Es kann also davon ausgegangen werden, dass ab 

dem Zeitpunkt, zu dem das Stellventil geöffnet wird, alle Strömungsarten, die unterhalb 

der kritischen Wärmestromdichte liegen, für die Berechnung des Druckabfalls benötigt 

werden. Zwei Strömungsarten, die oberhalb der kritischen Wärmestromdichte statt-

finden, sind ebenfalls zu beachten; diese werden in späteren Abschnitten erläutert.  

Abbildung 5.10 – Verlauf des Massenstroms im Marviken-Experi-

ment Nr. 14 [100, S. C7] und TRACE-Rechenergebnisse  
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Im Experiment entsteht durch das 

plötzliche Öffnen des Stellventils eine hohe 

Druckdifferenz zwischen dem Fluiddruck im 

Behälter und der Umgebung, die auf das un-

terkühlte Wasser im Behälter eine starke 

Saugwirkung ausübt. Dadurch wird das ge-

samte Wasser in der Anschlussleitung und im 

Behälter beschleunigt, und es entsteht eine 

Strömung. 

Am Ort der Ausströmung in die Umge-

bung tritt bei diesem Experiment ein beson-

deres physikalisches Phänomen auf: die sogenannte kritische Zweiphasenströmung. Als 

kritische Zweiphasenströmung wird eine Strömung bezeichnet, bei der sich für einen 

gegebenen stromaufwärts gelegenen Strömungszustand ein fluiddynamisches Maxi-

mum des Massenstroms �̇�krit einstellt [107, S. 1]. Die Abbildung 5.11 zeigt den aus-

strömenden Massenstrom in Abhängigkeit vom Austrittsdruck. Aus der Abbildung ist 

ersichtlich, dass im engsten Querschnitt (kritischer Querschnitt) des Systems ab einem 

gewissen Druck pkrit der Massenstrom nicht weiter zunimmt. Dieses Phänomen wird als 

Blockierungskriterium (engl.: „choking criterion“) bezeichnet. 

Daraus folgt, dass geringe Änderungen an der Druckdifferenz zwischen dem Be-

hälterdruck und der Umgebung, die durch die Unsicherheiten der empirischen Be-

ziehungen verursacht werden, keine Auswirkungen auf den ausströmenden Massen-

strom haben. Dies liegt daran, dass der ausströmende Massenstrom – der kritische 

Massenstrom – den Druckabfall im Behälter begrenzt. Das heißt: In diesem Zeitraum 

kann kein höherer Massenstrom als der kritische Massenstrom entstehen, egal ob nun 

eine geringe Schwankung in der Druckdifferenz zwischen der Umgebung und dem 

inneren Fluiddruck vorliegt. Daher haben die Auswirkungen der empirischen Bezie-

hungen auf den Druckverlust im Behälter keinen Einfluss auf den hydrostatischen Druck-

verlauf. Erst nachdem der kritische Massenstrom unterschritten ist, haben die empi-

rischen Beziehungen, die einen Druckverlust im Behälter verursachen, eine Auswirkung 

auf den Druckverlauf.  

In TRACE wurde das kritische Ausströmen mit einem Zweiphasenmodell mittels 

eines Differenzialgleichungssystems formuliert, das prinzipiell die zweiphasige Kontinui-

täts-,  Impuls- und Energiegleichung nach dem Ansatz von Ransom und Trapp [108] 

verwendet. In TRACE wurde ein Berechnungsalgorithmus formuliert, der dieses 

Differenzialgleichungssystem numerisch – ohne die Verwendung von empirischen 

Beziehungen – löst [10, S. 363]. Zusätzlich wurde dieser Ansatz durch die Programmie-

rer von TRACE dahingehend erweitert, dass auch Strömungen mit Inertgas berück-

sichtigt werden können. Insgesamt wird ein thermisches Gleichgewicht zwischen der 

Wasser- und der Dampfphase vorgegeben – aber ein nicht-fluiddynamisches Gleich-

gewicht. Das bedeutet, dass an der Austrittsstelle Wasser und Dampf mit unterschied-

lichen Strömungsgeschwindigkeiten berechnet werden können. Eine Unsicherheitsbe-

trachtung, wie diese in der vorliegenden Arbeit vorgestellt wurde, kann für das kritische 

Ausströmen des Zweiphasenmodells nicht angewendet werden. 

Zu Beginn des Experiments liegt also am Austritt ein kritischer Massenstrom vor, 

und im Bereich stromaufwärts ist unterkühlte Flüssigkeit vorhanden. Nach kurzer Zeit 

nähert sich jedoch die Temperatur der Wasserströmung infolge der heißeren Fluid-

schichten, die aus dem Behälter nachströmen, der Sättigungstemperatur an. Gleichzeitig 

fällt die Sättigungstemperatur leicht, weil der Druck im Behälter sinkt. Kurz vor dem Er-

Abbildung 5.11 – Qualitativer Verlauf des 

kritischen Massenstroms in Abhängig-

keit vom Austrittsdruck [107, S. 1] 
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reichen der Sättigungstemperatur tritt nun in der Flüssigkeit das unterkühlte Blasen-

sieden ein. Diese Blasenströmung verändert maßgeblich den Druckverlauf,  da diese 

eine Verringerung der Hauptströmungsgeschwindigkeit zur Folge hat. Dies wird in 

TRACE durch eine empirische Beziehung nach Alamgir und Lienhard [109], Jones [110] 

und Abuaf [111] berücksichtigt. 

Infolge des Druckabfalls, der beim Öffnen des Ventiles eintritt, fängt das 

Zweiphasengemisch im Behälter stärker an zu sieden, und es wird neuer Dampf 

generiert. Gleichzeitig wird das darunterliegende Wasser aufgrund der Druckdifferenz 

beschleunigt und weggesaugt. Das Wasser am Behälterrand wird wegen der Wand-

reibungskräfte geringer beschleunigt, sodass in der unteren Mitte des Behälters im 

unterkühlten Wasser zunächst kleine Dampfblasen entstehen. In den Wasserschichten 

darüber werden infolge des Druckabfalls immer größere Blasen und Pfropfen gebildet. 

Der sich dabei bildende Dampf, der entgegen der Wasserströmung aufsteigt, reißt 

aufgrund der schnellen Druckabsenkung kleine Wassertröpfchen an der Wasserober-

fläche mit sich. Somit entsteht im oberen Bereich des Behälters eine Nebelströmung, die 

nun eine geringere Temperatur als die Behälterwand hat. Daher ist bei der Nebelströ-

mung die Behälterwand trocken, und die Wärmestromdichte liegt oberhalb der kritischen 

Wärmestromdichte. 

Unterhalb der Nebelströmung bildet sich eine Art Ringströmung aus. Im Gegen-

satz zu der bereits (aus dem FEBA-Experiment) bekannten umkehrten Ringströmung 

besteht diese diesmal im Innern aus Dampf und der äußere Ring aus Flüssigkeit. Da 

dieser Dampf Wassertropfen enthält, die nicht von der Hauptströmung erfasst werden, 

wird in diesem Fall auch von der Ring- und Nebelströmung gesprochen. Die Wasser-

tropfen der Nebelströmung werden durch die Gravitation in Richtung der Hauptströmung 

beschleunigt. Dies ruft an der Phasengrenzschicht eine Reibungskraft hervor, die einen 

zusätzlichen Druckverlust verursacht. Somit hat das Phänomen der Phasengrenz-

reibung (PRU) bei der Nebelströmung einen großen Einfluss auf den Druckverlust, nach-

dem der kritische Massenstrom unterschritten wurde. Entsprechend dieser Annahme 

wurde es in der CIRT bewertet. Zusätzlich verstärkt natürlich das Phänomen der Wärme-

übertragung an der Phasengrenze (WPU) den Druckverlust, sodass dieses Phänomen 

mit der Phasenreibung einhergeht, und diese Wirkung ist ebenfalls als stark einzustufen.  

Bei der Ring- und Nebelströmung kommt hinzu, dass der äußere Wasserring 

aufgrund der Wandreibung (WRU) an der Behälterwand haftet. Die Wandreibung und 

die auf den Wasserring wirkende Beschleunigungskraft führen bei der Ring- und Nebel-

strömung (PRU) zu einer starken Phasenreibung. Der entstehende Druckverlust hat 

einen starken Einfluss auf den Druckverlauf im Behälter, Beide thermohydraulischen 

Phänomene sind dementsprechend als auf den Druckverlauf stark wirkend einzustufen.  

In den Wasserschichten unterhalb der Ring- und Nebelströmung finden Effekte 

wie das unterkühlte Blasensieden statt, wobei die Wandreibung (WRU) und die auf das 

Wasser wirkende Beschleunigungskraft dazu führen, dass die in der Mitte befindlichen 

Wassermassen stärker beschleunigt werden als diejenigen in der Nähe der Wand. Somit 

hat die Wandreibung bei der Blasen- und Pfropfenströmung eine starke Auswirkung auf 

den Druckverlauf; diese ist durch das unterkühlte Blasensieden gekennzeichnet. Mit der 

Wandreibung beim unterkühlten Blasensieden ist auch das Phänomen der Wandwärme-

übertragung (WWU) zu betrachten. Dieses bestimmt zusätzlich die Blasenbildung in der 

Wandnähe und damit die Auswirkung auf die Reibungskräfte und den Druckverlust. 

Innerhalb der Anschlussleitung liegt während des Ausströmens solange flüssiges 

Wasser und kein Zweiphasengemisch vor, bis der Behälter leer ist. Daher müssen auch 

hier bestimmte Auswirkungen auf den Druckverlauf analysiert werden.  
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Eine starke Auswirkung auf den Druckverlauf wird dem Wärmeübergang vom 

heißen Fluid auf die kältere Rohrleitungswand der Anschlussleitung zugeschrieben 

(WWU), denn der Temperaturunterschied liegt hier in einer Größenordnung von über 

200 Grad. Zusätzlich wird der Wärmeübergang zwischen der Wand und dem Wasser 

durch eine hohe Strömungsgeschwindigkeit im Experiment begünstigt. Das strömende 

Wasser kühlt also schon ab, bevor es zum Düsenaustritt gelangt, und dadurch steigt die 

Dichte des Wassers an. Dieser Effekt wirkt der ansonsten im gesamten Experiment fal-

lenden Dichte  des Wassers  entgegen.  Ein  größerer Dichteunterschied  zwischen  dem  

Tabelle 5.2 – Identifizierte thermohydraulische Phänomene und deren Einfluss auf den 

maximalen Druck 

Thermohydraulische Phänomene Brenn-

element 

Sensitivität 

(linear) 

Sensitivität 

(nicht linear) 

WRU, Einphasenströmung gering -17,6 -10,1 

WRU, Blasen- und 

Pfropfenströmung 
stark -23,0 -25,6 

WRU, Ring- und Nebelströmung stark -19,1 -30,1 

WRU, geschichtete Strömung - -5...+5 -5...+5 

WRO, umgekehrte Ringströmung - -5...+5 -5...+5 

WRO, umgekehrte Pfropfenströmung - -5...+5 -5...+5 

WRO, Nebelströmung - 5,2 -3,8 

PRU, Blasen- und Pfropfenströmung - 11,8 15,8 

PRU, PRO, Ring- und 

Nebelströmung 
stark 24,2 10,2 

PRU, geschichtete Strömung - -5...+5 -5...+5 

PRO, umgekehrte Ringströmung stark -19,2 -33,1 

PRO, umgekehrte Pfropfenströmung - 3,8 -9,8 

PRO, Nebelströmung stark -22,4 -14,6 

WWU, Einphasenkonvektion stark -18,7 -23,8 

WWU, Blasensieden stark 18,3 21,8 

WWU, Kondensation - -5...+5 -5...+5 

KWS, kritische Wärmestromdichte  gering -13,7 -15,1 

MFS, minimale Filmsiedetemperatur - 1,7 -7,7 

WWO, umgekehrte Ringströmung gering -2,9 -12,1 

WWO, umgekehrte Pfropfenströmung gering -2,0 -11,2 

WWO, Nebelströmung - -7,7 -3,6 

WPU, Blasen- und Pfropfenströmung gering 17,3 8,8 

WPU, Ring- und Nebelströmung stark -16,2 -31,5 

WPU, Flashing - -5...+5 -5...+5 

WPU, geschichtete Strömung - -5...+5 -5...+5 

WPU, Kondensation - -5...+5 -5...+5 

WPO, umgekehrte Ringströmung gering -5,7 -0,1 

WPO, umgekehrte Pfropfenströmung - -5...+5 -5...+5 

WPO, Nebelströmung gering -13,2 -17,1 

STP, kritisches Ausströmen von 

unterkühlter Flüssigkeit 
stark -36,9 -34,9 

STP, Modell zur Begrenzung der 

Gegenströmung 
- -5...+5 -5...+5 

STP, schlagartige 

Querschnittserweiterung 
- k. A. k. A. 

STP, schlagartige 

Querschnittsverengung 
- k. A. k. A. 
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ausströmenden Wasser und der Umgebung erhöht natürlich die Druckdifferenz und 
begünstigt das Ausströmen. Nach dem Unterschreiten des kritischen Druckverhältnisses 
führt das also zu einem schnelleren Absinken des Drucks im Innern des Behälters. 

Die am Düsenaustritt angeordnete Berstscheibe (siehe Abbildung 9.29) bewirkt 

eine Querschnittserweiterung. Diese Konstruktion wirkt wie ein Diffusor, und es muss 

eine weitere Strömungsart berücksichtigt werden, die während des Ausströmens ständig 

vorhanden ist.  Dabei handelt es sich um die umgekehrte Ringströmung,  die im Diffusor 

entsteht. Der Diffusor hat einen sehr steilen Öffnungswinkel, sodass die Stromlinien des 

Wassers schlagartig aufgefächert werden. Dabei expandiert das Wasser am äußeren 

Rand schneller als das Wasser im Kernstrahl, sodass eine Art umgekehrte Ringströ-

mung entsteht. Der Flüssigkeitskern wird erst ein wenig später durch die Expansion aus-

einander gerissen. Daher sind die Phasenreibungsphänomene der umgekehrten 

Ringströmung auch als stark wirkend auf den Druckverlauf im Innern des Behälters ein-

zustufen, nachdem der kritische Massenstrom unterschritten wurde. 

Zusammen mit weiteren Phänomenen, die in diesem Experiment eintreten, sind 

ihre Auswirkungen auf den Druckverlauf in der Tabelle 5.2 gemäß der CIRT zusammen-

gestellt. Den in dieser Tabelle als stark bewerteten thermohydraulischen Phänomenen 

sind 31 empirische Beziehungen von insgesamt 58 empirischen Beziehungen zuzuord-

nen, die notwendigerweise in der Unsicherheitsanalyse berücksichtigt werden müssen. 

Bei einer zweiten Unsicherheitsanalyse wurden wieder alle Unsicherheiten der 

empirischen Beziehungen einbezogen, die in der vorliegenden Arbeit aufbereitet 

wurden. Dies diente zur Verifikation der Best-Estimate-Methode, wobei ebenfalls die 

Sensitivitäten rechnerisch ermittelt wurden. Die ermittelten Werte der beiden Sensitivi-

tätskoeffizienten sind in der Tabelle 5.2 angegeben. Der lineare Zusammenhang wurde 

mit der Produkt-Moment-Korrelation berechnet und der nichtlineare Zusammenhang mit 

der Spearman-Korrelation.  

Die Abbildung 5.12 basiert auf den Ergebnissen der durchgeführten 

Unsicherheitsanalyse, wobei ausschließlich die in der CIRT als stark bewerteten 

Phänomene berücksichtigt wurden. Das dargestellte Unsicherheitsband zeigt den 

erwarteten Bereich 

des hydrostatischen 

Druckabfalls im Be-

hälter während der 

ersten 200 s. Es ist 

zu erkennen, dass es 

aufgrund der Un-

sicherheiten der 

empirischen Bezie-

hungen erst unge-

fähr 40 s nach dem 

Öffnen des Stellven-

tils zu signifikanten 

Änderungen im 

Druckverlauf kommt. 

Vorher ist keine 

Änderung des Druck-

verlaufs zwischen 

den     93      durchge-  
Abbildung 5.12 – Druckverlauf mit Berücksichtigung von 31 

Unsicherheiten der empirischen Beziehungen 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (93) 
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führten Wiederho-

lungsrechnungen zu 

erkennen, obwohl – 

wie in den vor-

herigen Absätzen 

beschrieben wurde – 

diverse thermohy-

draulische Phäno-

mene den Druck-

verlust im Behälter 

beeinflussen. Dies 

liegt daran, dass der 

ausströmende Mas-

senstrom – der kri-

tische Massenstrom 

– den Druckabfall im 

Behälter begrenzt. 

Das heißt: Bis zum 

Zeitpunkt, an dem 

der Druck im Be-

hälter den kritischen 

Druck erreicht, kann 

kein höherer Mas-

senstrom als der 

kritische Massen-

strom ausströmen 

(siehe Abbildung 

5.11). Somit wirken 

sich alle Druck-

schwankungen im 

Behälter – hervor-

gerufen durch die er-

läuterten thermohy-

draulischen Phäno-

mene – nicht auf den 

Druckverlauf aus.  

Die ersten 

Auswirkungen der Unsicherheiten der empirischen Beziehungen auf den Druckverlauf 

treten erst kurz vor dem Erreichen der Sättigungstemperatur des ausströmenden 

Wassers ein. Dieser thermohydraulische Zustand ist in der Abbildung 5.13 ersichtlich, 

wobei der schwarz markierte Funktionsverlauf die Temperatur des Wassers darstellt und 

der rot markierte Funktionsverlauf die im System vorliegende Sättigungstemperatur – 

abhängig vom Systemdruck – kennzeichnet. In dieser Abbildung sind zwei Funktions-

verläufe aus der Referenzrechnung dargestellt, also bei herkömmlicher Berechnungs-

weise der empirischen Beziehungen ohne Unsicherheiten. In der Abbildung lässt sich 

erkennen, dass die Sättigungstemperatur aufgrund des hydrostatischen Druckabfalls im 

Behälter leicht sinkt. Dagegen steigt die Temperatur des Wassers an, weil Wasser mit 

einer höheren Anfangstemperatur aus dem Behälter nachströmt. Bei ungefähr 80 s 

treffen sich beide Funktionsverläufe, und somit liegt am Düsenaustritt gesättigtes 

Wasser vor. Im Zeitraum – kurz bevor das Wasser den Sättigungszustand erreicht – tritt 

das Phänomen des unterkühlten Blasensiedens ein, das mit einer in TRACE berücksich-  

Abbildung 5.13 – Fluidtemperaturverlauf an der Austrittsfläche 
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tigten empirischen Beziehung berechnet wird. Tritt dieses Phänomen ein, ändert es die 

kritische Geschwindigkeit im engsten Querschnitt der Düse und damit auch den kri-

tischen Massenstrom, was sich wiederum auf den Druckverlauf auswirkt. Dieser Sach-

verhalt ist aus der Abbildung 5.12 ersichtlich, wobei nach 100 s ein maximaler Druck von 

43,09 bar erreicht wird. 

Zur Verifikation der CIRT (Tabelle 5.2) muss der Vergleich mit einer umfang-

reichen Unsicherheitsanalyse erfolgen, die in unserem Fall der Demonstration 58 Un-

sicherheiten der empirischen Beziehungen berücksichtigt. Der maximale Druckanstieg 

nach 100 s beträgt 43,06 bar (siehe Abbildung 5.14) und liegt damit ungefähr im gleichen 

Unsicherheitsbereich. Das zeigt, dass alle in der CIRT aufgelisteten thermohydrau-

lischen Phänomene, die mit stark bewertet wurden, für die Ermittlung des maximalen 

Drucks benötigt werden.  

 

5.3 Druckwasserreaktor 
 

In der vorliegenden Arbeit wurde für die Störfalluntersuchungen ein Druckwasserreaktor 

von Westinghouse der Baureihe „3-Loop-PWR“ der Leistungsklasse 750 MWele 

ausgewählt. Dafür wurde ein von der U.S. NRC vorgefertigtes Rechenmodell für TRACE 

verwendet. Mit diesem Rechenmodell wurden mittlere und große Rohrleitungsbrüche 

des Primärsystems untersucht. Das Nodierungsschema befindet sich in der Anlage P, 

wobei zu beachten ist, dass der Loop 2 nicht visualisiert wurde. Der Loop 2 ist baulich 

identisch mit dem Loop 1. Ein Bezug zu einer realen Kernkraftwerksanlage ist nicht 

möglich, da dieses Rechenmodell lediglich zu Lehr- und Demonstrationszwecken und 

nicht für den Genehmigungsprozess verwendet wurde. Daher wurden im Rechenmodell 

einige Vereinfachungen vorgenommen, die bei einem Rechenmodell für die Unter-

suchung von Kühlmittelverluststörfällen für den Genehmigungsprozess nicht akzeptabel 

wären. Beispielsweise wurde der Reaktorkern für eine solche Anwendung mit einer zu 

grob auflösenden Zellenstruktur umgesetzt, und es fehlen unterschiedliche Leistungs-

profile bei den Brennelementen. Es wird nicht zwischen einem Heißkanal und einen 

Normalkanal unterschieden, sodass nur eine homogene Leistungsverteilung in radialer 

Richtung über den Kern vorliegt. Für die Untersuchung der Unsicherheiten der empi-

rischen Beziehungen sind diese Details im Rechenmodell nicht notwendig, da bei der 

Entwicklung der CIRT die Heißkanäle mit betrachtet wurden. Alle Eingabedaten im 

Rechenmodell basieren auf realistischen Datensätzen. Die Ergebnisse einer stationären 

Rechnung sind in der Tabelle 5.3 dargestellt.  

Tabelle 5.3 – Technische Anlagendaten eines 3-Loop-PWR-Rechenmodells 

Bezeichnung Wert Einheit 

Thermische Reaktorleistung 2345,00 MW 

Druck im Druckhalter 15,52 MPa 

Füllstand im Druckhalter 6,09 m 

Temperatur im Heißen Strang 592,50 K 

Temperatur im Kalten Strang 559,60 K 

Loopmassenstrom 4259,00 kg/s 

Gesamtmassenstrom im Kern 12777,00 kg/s 

Frischdampfdruck 5,75 MPa 

Frischdampfmassenstrom 1261,8 kg/s 

Füllstand im Dampferzeuger 11,14 m 

Anzahl der Brennelemente, Typ 157, 15 x 15 - 
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Das Rechen-

modell beinhaltet die 

vollständige thermo-

hydraulische Model-

lierung des Primär-

systems. Der Reak-

tordruckbehälter be-

steht aus einem zy-

linderförmigen drei-

dimensionalen Netz 

mit 16 axialen Zellen. 

Diese sind wiederum 

in drei azimutale 

Sektoren gegliedert. 

Über 9 der insge-

samt 16 axialen Zel-

len hinweg erstreckt 

sich der Reaktor-

kern. Das untere 

Plenum besteht aus 

einer Zelle und das obere demnach aus sechs Zellen. Die Brennstäbe sind durch drei 

Wärmestrukturen modelliert, wobei nur ein axiales Leistungsprofil für alle Brennstäbe 

hinterlegt wurde (siehe Anlage M, Abbildung 9.30). Demnach stellt sich ein Temperatur-

profil entlang der aktiven Brennstablänge ein, wie es in der Abbildung 5.15 dargestellt 

ist. Jede dieser drei Wärmestrukturen fasst 10676 Brennstäbe zusammen. 

Das Rechenmodell umfasst darüber hinaus die Steuerstabführungsrohre. Jede 

Kühlmittelschleife hat eine vollständig modellierte Hauptkühlmittelpumpe, die ebenfalls 

das Massenträgheitsmoment berücksichtigt. Ein hohes Massenträgheitsmoment der 

Hauptkühlmittelpumpen ist im Kernkraftwerk eine Sicherheitseinrichtung, die bewirkt, 

dass bei einem Ausfall der Stromversorgung die Drehzahl der Pumpe nur langsam 

abfällt. Dadurch kann noch wenige Sekunden lang ein gewisser Kühlmittelmassenstrom 

aufrechterhalten werden, der die Nachzerfallsleistung aus dem Reaktorkern abführt. Der 

Druckhalter des Primärsystems umfasst die Abblaseregelventile und die Sicherheits-

ventile sowie das Sprühsystem. Das Heizsystem im Druckhalter wurde nicht modelliert. 

Die U-Rohre des Dampferzeugers werden bei TRACE-Rechenmodellen typischerweise 

nicht einzeln modelliert, sondern zu einem U-Rohr zusammengefasst. Damit die Strö-

mungsbedingungen in solchen U-Rohren gleich denen in einem realen Kraftwerk sind, 

werden die Strömungsflächen aller einzelnen U-Rohre addiert und ihre Summe dem 

einen zu modellierenden U-Rohr zugeordnet. Durch die Eingabe des hydraulischen 

Durchmessers an diesem einen U-Rohr werden die einzelnen Rohrquerschnitte nach-

geahmt, und TRACE erkennt somit die Anzahl der parallelen Rohre. An diesen U-Rohren 

sind Wärmestrukturen angebracht, die die Wärmeenergie vom Primärkreislauf zum Sek-

undärkreislauf übertragen. Normalerweise wird die Wärmeübertragungsfläche durch die 

innere beziehungsweise äußere Mantelfläche des U-Rohres berechnet. Diese Mantel-

fläche ist infolge der Modellierung von nur einem U-Rohr natürlich nicht identisch mit der 

Mantelfläche aller parallelen U-Rohre. Daher wurde bei den Wärmestrukturen die Anzahl 

der parallelen Rohre festgelegt; diese dient zur Berechnung aller Phänomene der 

Wärmeübertragung.  

Weiterhin wurde ein Not- und Nachkühlsystem modelliert, das die unterschied-

lichen Druckstufen berücksichtigt. Das Not- und Nachkühlsystem wurde in diesem 

Rechenmodell sehr einfach nachgebildet: es umfasst als reale Nachbildung lediglich den 

Mitteldruckbereich.  Der  Hochdruck-  und  Niederdruckbereich  wurden  durch  entspre-  
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chende Randbedingungen programmiert. Das heißt: Dadurch müssen keine Pumpen in 

den beiden Strängen modelliert werden, und auch die Wasservorratsbehälter wurden 

nur durch die Randbedingungen einer unendlichen Wasserreserve programmiert. Der 

Reaktorsumpf – also die Rückförderung des im Sicherheitsbehälter kondensierten 

Wassers in den Reaktorkreislauf – wurde ebenfalls nicht modelliert. Die Berück-

sichtigung der Rückförderung des Wassers ist erst bei Untersuchungen zur Langzeit-

kühlung bei Kühlmittelverluststörfällen notwendig. In dieser Arbeit werden nur die kurz-

zeitigen Effekte untersucht, da es bei ihnen zur maximalen Beanspruchung der Barrieren 

kommt.  

Das Sekundärsystem des Rechenmodells beginnt mit einer ca. 60 m langen 

Speisewasserleitung, die in den Fallraum des Dampferzeugers mündet. Speisewasser-

pumpen und sonstige Vorwärmer wurden nicht modelliert, sondern durch Randbe-

dingungen ersetzt. Der Dampferzeuger besteht aus dem Fallraum und aus dem Ver-

dampfungsraum. Im oberen Bereich des Dampferzeugers befindet sich ein Dampf-

trockner, der die mitgerissenen Wassertröpfchen des Dampfes abscheidet und in den 

Fallraum zurückleitet. Damit liegt am Austritt des Dampferzeugers Sattdampf vor, der 

durch das Frischdampfleitungssystem zur Turbine transportiert wird. An diesem 

Leitungssystem sind die Armaturen zur Druckentlastung angebracht: das Frischdampf-

abblaseregelventil und das Sicherheitsventil. Weiterhin sind die Absperrventile des 

Frischdampfleitungssystems vorhanden. Der Frischdampfsammler fasst alle drei Frisch-

dampfleitungen zusammen und leitet den Frischdampf schließlich auf die Turbine, wobei 

an diesem auch die Abzweigung zur Frischdampfumleitstation vorhanden ist. Die Tur-

bine wurde in diesem Rechenmodell nicht modelliert, sondern nur durch Randbe-

dingungen nachgeahmt.  

Neben dem erläuterten thermohydraulischen Aufbau im Rechenmodell beinhaltet 

es auch ein umfangreiches Steuer- und Regelungssystem. Damit können beispielsweise 

die Füllstände in den Dampferzeugern und im Druckhalter eingestellt werden. Mittels des 

Sprühsystems im Druckhalter werden der Druck und der Füllstand reguliert.  

Für die Störfalluntersuchung sind vor allem die RESA-Auslösesignale wichtig. 

Dafür wurden in dem Rechenmodell zwar wichtige, aber bei Weitem nicht alle Auslöse-

signale programmiert. Das Reaktorschutzsystem arbeitet in der Weise, dass die Aus-

lösesignale für eine TUSA auch zu einer RESA führen. Die Auslösesignale für eine 

TUSA – basierend auf Drucksignalen – wurden für zu niedrige und zu hohe Werte im 

Druckhalter und im Dampferzeuger programmiert. Weiterhin wurden Auslösesignale für 

einen zu hohen Frischdampfmassenstrom beziehungsweise eine zu niedrige Frisch-

dampftemperatur hinterlegt. Eine vom Betriebszustand abweichende Druckdifferenz 

zwischen dem Dampferzeugerdruck und dem Turbineneintritt führt ebenfalls zur TUSA. 

Bei einer zu hohen oder zu niedrigen Reaktorleistung wird die TUSA ausgelöst. Ein 

letztes Auslösesignal für eine TUSA wird in diesem Rechenmodell durch einen zu 

niedrigen Kühlmittelmassenstrom im Primärsystem ausgelöst. Neben diesen Signalen 

gibt es weitere RESA-Auslösesignale, wie beispielsweise niedrige Wasserfüllstände in 

den Dampferzeugern oder eine Diskrepanz zwischen dem zufließenden Speisewasser-

massestrom und der Füllstandshöhe im Dampferzeuger.  

Dieses Rechenmodell wurde für die Untersuchung der programmspezifischen 

Unsicherheit auf das Nachweiskriterium „maximale Hüllrohrtemperatur bei einem 

Rohrleitungsbruch mittlerer Größe“ verwendet. Damit wird im Allgemeinen ein Druck-

abfall des Primärsystems nachgeahmt und es werden wichtige empirische Beziehungen, 

die für eine solche Berechnung erforderlich sind, angesprochen.  

Anschließend wurde dieses Rechenmodell modifiziert und diente dann dazu, einen 

weiteren Auslegungsstörfall zu untersuchen. Es wurde der Ausfall der elektrischen 
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Eigenbedarfsversorgung auf das Nachweiskriterium „maximaler Hauptkühlmitteldruck 

bei Berücksichtigung der programmspezifischen Unsicherheiten“ untersucht. Im Allge-

meinen wird damit ein Druckanstieg im Primärsystem nachgestellt, und die dabei auf-

tretenden thermohydraulischen Phänomene werden betrachtet. 

Beide Störfalluntersuchungen werden so abgehandelt, wie es im Kapitel 3 

beschrieben wurde. Vor der eigentlichen Störfallberechnung erfolgte eine Überprüfung 

des stationären Anlagenverhaltens, berechnet mit dem Rechenmodell in Verbindung mit 

der verwendeten Computerhardware. Dafür wird eine Berechnung gestartet, die erst 

dann beendet ist, wenn die thermohydraulischen Zustandsgrößen einen stationären 

Endwert erreicht haben. Ausgehend von den errechneten stationären Endwerten, dienen 

diese als neue Startbedingungen für den Anlagenzustand, aus dem der Störfall initiiert 

wird.  

 

5.3.1 Mittlerer Bruch einer Hauptkühlmittelleitung 
 
Für die Untersuchung des 

maximalen Hüllrohrtemperaturver-

laufs beim Kühlmittelverluststörfall 

ist die Modellierung des Rohrlei-

tungsbruchs maßgeblich entschei-

dend. Diese wird daher kurz er-

läutert. Die Abbildung 5.16 zeigt das 

Nodierungsschema der ersten Kühl-

mittelschleife. Der Bruch wurde mit-

tels dreier Ventile in dieser Kühl-

mittelschleife modelliert. Dafür wurde am Pumpenaustritt zwischen zwei Volumen-

elementen in Hauptströmungsrichtung ein zeitgesteuertes Ventil (801) angebracht, das 

im stationären Betriebsfall stets geöffnet ist. Mit TRACE ist es möglich, dieses Ventil so 

zu programmieren, dass es keinen zusätzlichen Strömungswiderstand verursacht. An 

der Verbindungsstelle wurden zwei weitere zeitgesteuerte Ventile hinzugefügt, die an 

die Hauptströmungsrichtung gekoppelt sind und die im stationären Betriebszustand 

allerdings geschlossen sind. 

Soll der Bruch erfolgen, öffnen die beiden letztgenannten Ventile (802, 805) und 

gleichzeitig wird das dritte Ventil (801) geschlossen. Die Austrittsseite der beiden Ventile 

wird jeweils an zwei Komponenten angeschlossen, die die Randbedingungen des 

Sicherheitsbehälters simulieren. Hierbei werden konstante Bedingungen – wie Druck 

und Temperatur der Atmosphäre – des Sicherheitsbehälters unterstellt. 

Durch die beschriebene Anordnung von drei Ventilen können nun verschiedene 

Bruchgrößen von einem 1F- bis zu einem 2F-Bruch berechnet werden, indem die Ventile 

mit unterschiedlichen Öffnungsquerschnitten programmiert werden. Das Nennmaß der 

Hauptkühlmittelleitung in diesem Rechenmodell ist DN 700. In der vorliegenden Arbeit 

wurde eine Querschnittsfläche des Bruchs mit 0,483 m² von maximal 0,766 m² (2F-

Bruch) angewendet. Weiterhin ist bei Rohrleitungsbrüchen die Öffnungszeit ein 

wichtiges Merkmal für die Modellierung von Kühlmittelverluststörfällen. Diese wurde mit 

einer Millisekunde angegeben.  

Es folgt nun die Auswertung mehrere Untersuchungen mit diesem Rechen-

modell. Zunächst wurde eine Referenzrechnung mit dem herkömmlichen TRACE-Pro-

gramm ohne Unsicherheitsanalyse durchgeführt. Anschließend wurden verschiedene 

Unsicherheitsanalysen berechnet, um bei den verschiedenen Sampling-Verfahren die 

Abbildung 5.16 – Nodierungsschema eines 2F-

Bruchs 
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Auswirkung auf die Rechenergebnisse mit der entwickelten Best-Estimate-Methode dar-

zustellen. Darüber hinaus wurde das Konvergenztheorem zur höheren Zuverlässigkeit 

der Unsicherheitsgrenzen angewendet. Bei einer weiteren Untersuchung wurden bei 

dem Kühlmittelverluststörfall die Auswirkungen der programmspezifischen Unsicher-

heiten auf das Rechenergebnis mit denen der anlagenspezifischen Unsicherheiten ver-

glichen. Zuletzt wurde auf der Basis einer konservativen Berechnungsmethode die maxi-

male Hüllrohrtemperatur analysiert. 

Mit der Referenzrechnung wurde der zeitliche Hüllrohrtemperaturverlauf und 

dessen Maximalwert von ungefähr 870 K ermittelt. Dieser Maximalwert wird annähernd 

beim 1st aber auch beim 2nd PCT erreicht. 

Für die Berücksichtigung der Unsicherheiten der empirischen Beziehungen 

wurde die CIRT (Tabelle 9.20) nach der Störfallkategorie VI für das Nachweiskriterium 

maximale Hüllrohrwandtemperatur zugrunde gelegt. In der CIRT sind 19 thermohydrau-

lische Phänomene aufgeführt, die bei der Störfalluntersuchung berücksichtigt werden 

müssen. Zum Vergleich: beim FEBA-Experiment waren es nur 8 und beim Marviken-

Experiment insgesamt 9. Werden – hypothetisch – beide CIRT zu einer einzigen CIRT 

zusammengefasst, dann ergibt sich eine Gesamtanzahl von 15 thermohydraulischen 

Phänomenen, wenn die doppelten benannten Phänomene nur einmal gezählt werden. 

Wie bereits erläutert wurde, wurden mit beiden Versuchsständen Teileffekte zum Kühl-

mittelverluststörfall nachgeahmt. Deshalb gelten die bereits erklärten thermohydrau-

lischen Phänomene aus den Abschnitten 5.1.2 und 5.2.2. 

Die CIRT beinhaltet laut Tabelle 9.20 drei weitere Phänomene, die so bei den 

Versuchsständen nicht aufgetreten sind, die aber bei einem Bruch der Hauptkühlmittel-

leitung an bestimmten Anlagenkomponenten eintreten werden. Dazu zählen Effekte der 

Kondensation sowohl im Primärsystem als auch im Sekundärsystem. Im Primärsystem 

kommt es zur Kondensation von Dampf, wenn das kalte Notspeisewasser aus den 

Wasservorratsbehältern eingespeist wird. Das hat natürlich einen starken Einfluss auf 

den Hüllrohrtemperaturverlauf. 

Im Sekundärsystem treten ebenfalls Kondensationseffekte des Zweiphasenge-

misches im Behälter des Dampferzeugers und im darüber befindlichen Dampf auf, wenn 

sich das Temperaturniveau zwischen der Primärseite und der Sekundärseite über den 

Wärmeübertragungsflächen umkehrt. Dieser Effekt hat nur einen geringen Einfluss auf 

den Temperaturverlauf der Brennstaboberfläche. Das liegt daran, dass der entstehende 

Dampf aus dem Reaktorkern durch die U-Rohre des Dampferzeugers zur Bruchstelle 

strömt. Während des Durchströmens der U-Rohre wird der Dampf geringfügig überhitzt. 

Die aus dem Sekundärsystem abgegebene Wärmeenergie führt dazu, dass in den U-

Rohren auf der Primärseite keine Kondensation des Dampfes erfolgt. Also wird der 

Dampftransport aus dem Reaktorkern nicht behindert. Würde es im vertikalen auf-

steigenden U-Rohrabschnitt auf der Primärseite zur Kondensation kommen, würde ein 

Kondensatfilm die Rohrinnenwand hinunterlaufen und entgegen dem Dampf strömen. 

Dies würde eine Phasenreibung verursachen und den Abtransport des Dampfes aus 

dem Reaktorkern behindern. Damit würde letztlich eine schlechtere Kühlung der 

Brennelemente eintreten und das hätte erst dann eine starke Auswirkung auf die Hüll-

rohrtemperatur. 

Das zweite thermohydraulische Phänomen, das beim Kühlmittelverluststörfall 

einen großen Einfluss auf den Temperaturverlauf der Brennstäbe hat, ist die Wand-

reibung der einphasigen Strömung. Insbesondere beim Ausdampfen des Reaktor-

druckbehälters ist aufgrund des langen Strömungswegs bis zur Bruchstelle mit einem 

Druckverlust infolge der Wandrauigkeit zu rechnen. Je höher der Druckverlust bis zur 
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Bruchstelle ist, desto größer ist der Druck im Reaktorkern, wodurch der Verdampfungs-

prozess des eingespeisten Flutwassers verzögert wird.  

Die Berechnung der kritischen Wärmestromdichte hat bei einem Kühlmittelver-

luststörfall ebenfalls eine starke Relevanz, da der Druck im Reaktordruckbehälter – im 

Gegensatz zum FEBA-Experiment – infolge der ständigen Verdampfungs- und Konden-

sationsvorgänge in der gesamten Anlage starken Schwankungen unterliegt. Dadurch 

wechselt ständig die Sättigungstemperatur am Ort der Brennelemente, und daher hat 

die kritische Wärmestromdichte einen starken Einfluss auf die Hüllrohrtemperatur. 

Schon beim FEBA-Experiment hat die durchgeführte Sensitivitätsanalyse eine geringe 

Wirkung der kritischen Wärmestromdichte bei einem konstanten Gegendruck gezeigt.  

Bei der ersten Unsicherheitsanalyse wurde das Simple-Random-Sampling-

Verfahren für die Stichprobenerzeugung und das Kombinieren verwendet. Dabei wurden 

zunächst alle empirischen Beziehungen einbezogen, die in der vorliegenden Arbeit mit 

TRACE berücksichtigt wurden. Es handelt sich dabei um 58 empirische Beziehungen, 

die in der Tabelle 9.21 aufgelistet sind. Mit einem Vertrauens- und Überdeckungsniveau 

von jeweils 95 % ergeben sich mit der 2. Wilks-Ordnung gleich 93 Rechendurchläufe. 

Die Abbildung 5.17 zeigt die Ergebnisse dieser Unsicherheitsanalyse im 

Vergleich mit der Referenzrechnung. Die Referenzrechnung berücksichtigt keine Unsi-

cherheiten der empirischen Beziehungen. Der maximale Hüllrohrtemperaturverlauf in 

der Abbildung 5.17 bedeutet, dass zu jedem Zeitpunkt die maximale Temperatur über 

der gesamten Brennstablänge ermittelt wird und sie daher keiner speziellen Höhen-

position zugeordnet werden kann. Diese Definition wurde bereits im Abschnitt 5.1.2 

erläutert. 

Beim ersten Peak (1st PCT) wurde eine maximale Hüllrohrtemperatur von 1016 K 

ermittelt. Beim 2nd PCT wurde eine Temperatur von 1009 K erreicht, wobei dieser 

Temperaturverlauf sehr stark von den anderen 92 Verläufen abweicht und eher als ein 

statistischer Ausreißer angesehen werden kann. Das könnte beispielsweise an der 

Erzeugung von Stichproben liegen, die größer als die vierfache Standardabweichung 

sind. Wie aus der Tabelle 4.5 ersichtlich ist, können solche Effekte beim SRS-Verfahren 

eintreten; diese sind aber nicht unmittelbar realistisch. Daher wird die maximale 

Temperatur des darunterliegenden Verlaufes mit 971 K als Maximalwert beim 2nd PCT 

notiert. 

Es wurde 

eine Unsicherheits-

analyse durchge-

führt, wobei nur die 

einflussreichsten 

thermohydrau-

lischen Phänomene 

gemäß der entwi-

ckelten CIRT für die 

Störfallkategorie VI. 

berücksichtigt wur-

den. Damit erfolgte 

eine Reduzierung 

der aufgenommenen 

Unsicherheitsgrö-

ßen. Die Stichpro-

ben wurden mit  dem 

SRS-Verfahren    ge-  
Abbildung 5.17 – Hüllrohrtemperatur mit Berücksichtigung von 58 

Unsicherheiten der emp. Beziehungen mit dem SRS-Verfahren 

 

Referenzrechnung 

Unsicherheitsanalyse (93) 
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neriert und kombi-

niert und es wurden 

ebenfalls 93 Berech-

nungsdurchläufe 

durchgeführt. Die Er-

gebnisse sind in der 

Abbildung 5.18 dar-

gestellt. 

Dabei 

werden beim 1st PCT 

Maximalwerte von 

1011 K und beim 2nd 

PCT von 963 K 

erreicht. Im Allge-

meinen sind die 

Temperaturverläufe 

– bei Vernachlässi-

gung des einen sta-

tistischen Ausrei-

ßers – ähnlich wie bei der ersten Unsicherheitsanalyse (Abbildung 5.17). Der letzte 

Temperaturabfall auf Flutwassertemperatur erfolgt ungefähr nach einer Zeit von 75 s. 

Beide Maximalwerte der Hüllrohrtemperatur liegen unterhalb der beiden Temperatur-

spitzen aus der ersten Analyse, und die Abweichungen sind nicht größer als 10 Grad. 

Damit liegt die relative Abweichung in der Größenordnung von 1% im Vergleich zur 

vorherigen Unsicherheitsanalyse. Das heißt: Die thermohydraulischen Phänomene, die 

für einen großen Bruch der Hauptkühlmittelleitung für das Nachweiskriterium „Brenn-

stabhülle“ in der CIRT als stark wirkend bewertet wurden, konnten damit bestätigt wer-

den. Weitere thermohydraulische Phänomene wirken nur gering bis gar nicht auf die 

Hüllrohrtemperatur ein.  

Für die Untersuchung der statistischen Konvergenz gemäß Abschnitt 3.4.4 

wurde eine weitere Unsicherheitsanalyse mit dem SRS-Verfahren durchgeführt, diesmal 

aber mit 181 statt mit 93 Rechendurchläufen. Die Prognose besagt, dass durch eine 

höhere Anzahl der Rechendurchläufe bei einem gleichbleibenden Überdeckungsniveau 

(95%) und Vertrau-

ensniveau (95%) die 

Zuverlässigkeit der 

oberen Grenze des 

Unsicherheitsbands 

erhöht werden kann. 

Die Ergebnisse der 

181 Rechendurch-

läufe zeigt die 

Abbildung 5.19. Zu-

nächst ist festzu-

stellen, dass der 1st 

PCT mit 1012 K und 

der 2nd PCT mit 

994 K ermittelt wur-

de, wenn das 

Konvergenztheorem 

zunächst nicht be-

rücksichtigt wurde.  

Abbildung 5.18 – Hüllrohrtemperatur mit Berücksichtigung von 38 

Unsicherheiten der emp. Beziehungen, SRS-Verfahren,   = 93 

 

Abbildung 5.19 – Hüllrohrtemperatur mit Berücksichtigung von 38 

Unsicherheiten der emp. Beziehungen, SRS-Verfahren,   = 181 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (93) 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (181) 
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In der Abbil-

dung 5.19 ist ersicht-

lich, dass sich die 

Temperaturverläufe 

in bestimmten Be-

reichen zusammen-

ballen. Einige Ver-

läufe liegen dagegen 

außerhalb dieser 

Bereiche. Nach dem 

Konvergenztheorem 

müssen bei der Be-

stimmung des Unsi-

cherheitsbandes für 

181 Rechendurch-

läufe zwei Maximal-

grenzen und zwei 

Minimalgrenzen eli-

miniert werden (sie-

he Tabelle 9.5). Das 

heißt, dass sich beispielsweise die obere Grenze des Unsicherheitsbandes nicht 

unmittelbar aus einem Rechendurchlauf ergeben muss, da sich die Verläufe der 

mehrfachen Rechendurchläufe zu unterschiedlichen Zeitpunkten überschneiden 

können. 

Mit der Ordnungsstatistik konnten für jeden Zeitpunkt die obere Grenze und die 

untere Grenze des Unsicherheitsbandes ermittelt werden. Diese sind zusammen mit der 

Referenzrechnung in der Abbildung 5.20 dargestellt. Durch die Anwendung des 

Konvergenztheorems verringert sich der 1st PCT um 5,2 Grad und der 2nd PCT um 

38,4 Grad. Damit sind beide Spitzenwerte noch einmal kleiner als die Werte aus der 

vorherigen Unsicherheitsanalyse mit 93 Berechnungen. Dies bestätigt die theoretische 

Vorhersage bei der Anwendung des Konvergenztheorems, dass bei steigender Ordnung 

jene Temperaturverläufe wegfallen, die nicht in den konzentrierten Bereichen liegen.  

Es wurde 

rechnerisch geprüft, 

ob durch ein ge-

ändertes Sampling-

Verfahren bei Be-

rücksichtigung des 

Konvergenztheo-

rems bei einer hö-

heren Ordnung ein 

ähnliches Unsicher-

heitsband ermittelt 

werden kann. Zu-

sätzlich wurde unter-

sucht, wie sich bei 

diesem Sampling-

Verfahren eine er-

höhte Anzahl der 

axxRechendurchläufe  

Abbildung 5.20 – 95% / 95% Unsicherheitsband des max. 

Hüllrohrtemperaturverlaufes mit der Berücksichtigung von 38 Un-

sicherheiten der emp. Beziehungen, SRS-Verfahren,   = 181 

Abbildung 5.21 – Hüllrohrtemperatur mit Berücksichtigung von 38 

Unsicherheiten der emp. Beziehungen, LHCR-Verfahren,   = 93 

    Referenzrechnung 
    Unsicherheitsband (95%/ 95%) 

Referenzrechnung 

Unsicherheitsanalyse (93) 

    Referenzrechnung 
    Unsicherheitsband (95%/ 95%)  
v 
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auf das Rechener-

gebnis auswirkt. Zu 

diesem Zweck wur-

den mit dem in der 

vorliegenden Arbeit 

favorisierten LHCR-

Sampling-Verfahren 

zwei weitere Unsi-

cherheitsanalysen 

durchgeführt. Zum 

einen wurden 93 und 

zum anderen 181 

neue Stichproben 

erzeugt und mitein-

ander kombiniert. 

Die statistischen 

Kennzahlen der Un-

sicherheiten der em-

pirischen Bezie-

hungen blieben dabei unverändert.  

Die Unsicherheitsanalyse mit 93 Rechendurchläufen zeigt die Abbildung 5.21. 

Es wurden folgende Spitzenwerte ermittelt: Für den 1st PCT ergibt sich 1020 K und für 

den 2nd PCT sind es 963 K. In der Abbildung 5.22 sind die Ergebnisse der Unsicherheits-

analyse mit 181 Berechnungsdurchläufen dargestellt. Der Maximalwert beim 1st PCT 

beträgt dabei 1022 K und der beim 2nd PCT beträgt 997 K. 

 

Beide Ergebnisse sind damit größer als die der vorherigen Unsicherheitsanaly-

sen. Allerdings muss nun noch für die Erstellung des Unsicherheitsbandes das Konver-

genztheorem angewendet werden; dabei werden wiederum die beiden maximal und 

minimal verlaufenden Grenzen eliminiert. Dadurch erhöht sich die Zuverlässigkeit der 

Prognose des maximalen Temperaturwertes. Es wurde festgestellt, dass sich der 1st 

PCT um 10,4 Grad 

und der 2nd PCT um 

32,2 Grad verringern. 

Aufgrund dieser Ana-

lyse konnte das Unsi-

cherheitsband erstellt 

und – zusammen mit 

den Ergebnissen der 

auf dem SRS-Ver-

fahren basierenden 

vorherigen Untersu-

chung – in der 

Abbildung 5.23 

dargestellt werden.  

Insgesamt 

lässt sich erkennen, 

dass der obere Ver-

lauf des Unsicher-

heitsbandes bei bei-

den Sampling-Verfah-  

Abbildung 5.22 – Hüllrohrtemperatur mit Berücksichtigung von 38 

Unsicherheiten der emp. Beziehungen, LHCR-Verfahren,   = 181 

Abbildung 5.23 – 95% / 95% Unsicherheitsband des max. 

Hüllrohrtemperaturverlaufes mit der Berücksichtigung von 38 

Unsicherheiten der emp. Beziehungen mit SRS-Verfahren und 

LHCR-Verfahren,   = 181 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsband 
SRS (95%/ 95%) 
Unsicherheitsband 
LHCR (95%/ 95%) 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (181) 
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ren fast identisch ist. Es wurde nur eine Abweichung von 5 bis 10 Grad ermittelt. Der 

untere Temperaturverlauf wird bei beiden Sampling Verfahren übereinstimmend be-

rechnet. Allerdings gibt es eine große Abweichung bei der Eingrenzung des Quenchzeit-

punktes. Zwischen beiden Sampling-Verfahren liegt eine Abweichung von ungefähr 12 s 

vor. Das bedeutet letztlich, dass bei der Störfalluntersuchung mit  einer  Best-Estimate-

Methode  eine  neue  Unsicherheitsgröße  gibt. Bei der Anwendung einer Best-Estimate-

Methode mit Unsicherheitsanalyse wurde das Sampling-Verfahren bislang vom 

Analytiker selbst gewählt. In der vorliegenden Arbeit wurde jedoch – wie bereits im Ab-

schnitt 4.4 diskutiert wurde – bei der Anwendung der hier entwickelten DYBESA-

Methode die Anwendung des LHCR-Verfahrens festgeschrieben. Das Ergebnis des Un-

sicherheitsbandes aus der Abbildung 5.23 bestätigt, dass das LHCR-Verfahren für die 

Reaktorsicherheit die bessere Wahl ist. 

In der Abbildung 5.23 ist ersichtlich, dass bei dieser Störfalluntersuchung nach 

10 s Simulationszeit ein Temperaturintervall von ungefähr 450 Grad wahrscheinlich ist. 

Diese Temperaturspanne ist enorm, wenn man bedenkt, dass allein schon die Unsicher-

heiten der empirischen Beziehungen dafür verantwortlich sind. Es müsste nun eigentlich 

ein Ergebnisvergleich mit anderen Best-Estimate-Methoden erfolgen, um einschätzen 

zu können, wie bedeutsam die Unsicherheiten der empirischen Beziehungen sind. Des-

halb wurde in der vorliegenden Arbeit eine Vergleichsrechnung mit der GRS-Methode 

durchgeführt. Diese Methode wurde ausgewählt, weil bei der GRS-Methode die An-

wendung der Unsicherheitsanalyse mit der gleichen Variante erfolgt, wie dies in der vor-

liegenden Arbeit geschehen ist, siehe Abschnitt 3.4.4. 

Im Rechenmodell wurden dabei jene anlagenspezifischen Unsicherheiten be-

rücksichtigt, für die bei vorherigen Untersuchungen mit Best-Estimate-Methoden ein gro-

ßer  Einfluss auf die maximale Hüllrohrtemperatur festgestellt wurde. Aus dem finalen 

Report [41] der Phase 6 des BEMUSE-Projekts („Best Estimate Methods, Uncertainty 

and Sensitivity Evaluation”) sind die relevanten Eingabedatensätze für Kühlmittelverlust-

störfällen identifiziert wurden und dienten als Basis für die eigene Untersuchung (siehe 

Tabelle 5.4). 

Tabelle 5.4 – Anlagenspezifische Unsicherheiten und deren statistische Kennzahlen zur 

Durchführung einer Unsicherheitsanalyse mit dem LHCR-Verfahren 

# Bezeichnung Verteilungs-

funktion 

Erwar-

tungswert 

Min./ Max. bzw. 

Standard-

abweichung  

1 
Atmosphärendruck im 

Sicherheitsbehälter 
Gleichverteilung 101353 Pa (91218/ 111488) Pa 

2 Bruchquerschnitt Normalverteilung 0,4832 m² 0,0242 m² 

3 
Wärmeleitkoeffizient 

des Hüllrohrgases 
Normalverteilung 

5000 

W/(m².K) 
250 W/(m².K) 

4 Abbrand UO2 Normalverteilung 
10,127 

GWd/MTU 
0,506 GWd/MTU 

5 
thermische 

Reaktorleistung 
Gleichverteilung 2346 MW (2299/ 2393) MW 

 

Im BEMUSE-Projekt wurden weitere anlagenspezifische Unsicherheiten identifi-

ziert, die stark auf die maximale Hüllrohrtemperatur einwirken. Diese Unsicherheiten 

lassen sich aber nur durch umfangreiche Änderungen im Rechenmodell berücksich-

tigen. Beispielsweise reagiert die Hüllrohrtemperatur sehr empfindlich auf die Änderung 

der Gasspaltdicke. Diese Gasspaltdicke wird mit einer Wärmestruktur des Brennstabs 

im Rechenmodell festgelegt. Wenn diese Unsicherheit berücksichtigt werden soll, müss-  
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te bei jeder verän-

derten Gasspaltdicke 

auch die benachbar-

ten Eingabegrößen – 

beispielsweise der 

Hüllrohrinnendurch-

messer – angepasst 

werden. TRACE kor-

rigiert nicht auto-

matisch die Diskre-

panz zwischen einer 

veränderten radialen 

Brennstabgeometrie 

und dem festge-

legten hydraulischen 

Durchmesser des 

Kühlkanals. Da in 

der vorliegenden Ar-

beit die Untersu-

chung der programmspezifischen Unsicherheiten im Vordergrund stand, werden für 

Demonstrationszwecke nur die in der Tabelle 5.4 aufgelisteten Unsicherheiten ver-

wendet.  

Das Ergebnis der Unsicherheitsanalyse zeigt die Abbildung 5.24, wobei für die 

beiden Diagrammachsen bewusst die gleiche Skalierung verwendet wurde wie bei den 

zuvor gezeigten Untersuchungen. Es sollten 93 Rechendurchläufe durchgeführt werden. 

Infolge der veränderten Bruchgröße kam es bei einigen TRACE-Berechnungen zu 

Instabilitäten, in deren Folge die Rechnungen unterbrochen wurden. Daher sind in der 

Abbildung nur 83 Temperaturverläufe dargestellt. Der erste PCT erreicht einen Wert von 

959 K und der zweite  PCT liegt bei 1059 K. Damit tritt die letzte Quenchung nach 128 s 

ein. Deutlich erkennbar sind nun die unterschiedlichen auf die maximale Hüllrohr-

temperatur zwischen den beiden verschiedenen Arten von Unsicherheiten. Es zeigt sich 

nämlich, dass der 1st PCT durch die anlagenspezifische Unsicherheit weniger beeinflusst 

wird als durch die 

programmspezi-

fische Unsicherheit. 

Beim 2nd PCT ist es 

gerade umgekehrt: 

die anlagenspezi-

fische Unsicherheit 

beeinflussen den 2nd 

PCT stärker als die 

programmspezi-

fische Unsicherheit. 

Es ist also nahe-

liegend, für dieses 

Rechenmodell eine 

Unsicherheitsanaly-

se mit beiden Arten 

der spezifischen Un-

sicherheiten durch-

zuführen, um die Re-  

Abbildung 5.24 – Hüllrohrtemperatur mit Berücksichtigung von 5 

Unsicherheiten der Eingabedaten, LHCR-Verfahren,   = 83 

Abbildung 5.25 – Hüllrohrtemperatur mit Berücksichtigung von 5 

Unsicherheiten der Eingabedatensätze und 38 Unsicherheiten der 

emp. Beziehungen, LHCR-Verfahren,   = 87 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (83) 
Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (83) 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (87) 
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levanz der neuen Art von Unsicherheiten der empirischen Beziehungen für die Reaktor-

sicherheit einschätzen zu können. Diese Ergebnisse sind in der Abbildung 5.25 zusam-

mengestellt.   

Im Ergebnis der umfangreichen Untersuchungen lässt sich definitiv festhalten, 

dass für die Störfalluntersuchungen eines Kühlmittelverluststörfalls die Berücksichtigung 

beider Arten von Unsicherheiten notwendig ist. Aus der Abbildung 5.25 kann abgeleitet 

werden, dass die maximale Hüllrohrtemperatur für den 2nd PCT bei 1140  K erreicht 

wurde. Damit ist nochmals ein signifikanter Anstieg festzustellen. Werden auch die rele-

vanten programmspezifischen Unsicherheiten (38) in die Analyse einbezogen, dann 

steigt der 1st PCT um ungefähr 150 Grad an und der 2nd PCT liegt um ungefähr 80 Grad 

höher im Vergleich zu einer Untersuchung mit lediglich der anlagenspezifischen Un-

sicherheit.  

Die gewonnenen Ergebnisse können nur schwer mit Literaturwerten vergleichen 

werden, da aus den genannten Gründen das gleiche Rechenmodell verwendet werden 

müsste. Daher ist nur eine qualitative Bewertung der Ergebnisse möglich. Im Folgenden 

werden die eigenen Ergebnisse mit den Arbeiten des BEMUSE-Projekts Phase III 

verglichen. In diesem Projekt wurde die integrale Versuchsanlage LOFT [70, S. 16] am 

Computer rekonstruiert und von zehn unterschiedlichen Instituten ein 2F-Bruch durch-

gerechnet. Die LOFT-Anlage ist so aufgebaut, dass die 50 MW thermische Heizleistung 

im Reaktorkern aufgrund der Skalierung einem Druckwasserreaktor der Leistungsklasse 

1000 MWele entspricht. Jeder Teilnehmer verwendete hierfür eine andere Best-Estimate-

Methode und ein anderes Störfallanalyseprogramm. Die Teilnehmer bestimmten selbst, 

welche Unsicherheiten zu berücksichtigen sind, wobei natürlich realistische Schwan-

kungsbreiten der Eingabedatensätze verwendet wurden. Der im LOFT-Experiment 

nachgeahmte 2F-Bruch kann mit den eigenen Rechenergebnissen qualitativ verglichen 

werden, da im Wesentlichen nur der Zeitpunkt des Temperatursprungs nach dem 

Störfalleintritt differiert. Das zurückfließende Wasser aus den intakten Kühlmittel-

schleifen, das durch den Reaktorkern zur Bruchstelle strömt, verhindert einen Anstieg 

des 1st PCT. Bei einer Bruchgröße zwischen 1,5F bis 2F differiert der Zeitpunkt des Tem-

peratursprungs nur im ein- bis drei-Sekundenbereich. Diese Zeitspanne reicht aber aus, 

um eine relativ höhere maximale Hüllrohrtemperatur zu erreichen. Der Temperaturver-

lauf ist qualitativ dennoch gleich, nur werden beide PCT beim 2F-Bruch höhere Werte 

erreichen. 

 

Abbildung 5.26 – Links: Unsicherheitsgrenzen des 1st PCT, rechts: Unsicherheitsgrenzen 

des 2nd PCT durchgeführte Berechnungen von zehn verschiedenen Organisationen [41, S. 

32] 
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Die Abbildung 5.26 zeigt die Ergebnisse des BEMUSE-Projekts Phase III, wobei 
in der linken Darstellung die Unsicherheitsbreite des 1st PCT dargestellt ist und in der 
rechten die des 2nd PCT. 

Bei der eigenen Untersuchung, in der beide spezifischen Unsicherheitsarten 

berücksichtigt wurden, kann aus der Abbildung 5.25 beim 1st PCT eine Temperaturbreite 

von 550 Grad abgelesen werden. Damit ist die eigene Unsicherheitsbreite um ca. 

70 Grad größer als die der größten Unsicherheitsbreite aus dem BEMUSE-Projekt, die 

vom KINS („Korea Institute of Nuclear Safety“) ermittelt wurde. Dagegen liegt das eigene 

Ergebnis der Unsicherheitsbreite beim 2nd PCT im Vergleich zu den Ergebnissen aus 

dem BEMUSE-Projekt im mittleren Bereich. 

Einige Teilnehmer des BEMUSE-Projekts hatten bei ihrer Analyse sogar 

bestimmte Unsicherheiten der physikalischen Modelle berücksichtigt. Allerdings hat nur 

der Teilnehmer vom PSI das Programm TRACE verwendet und sechs Unsicherheiten 

der physikalischen Modelle [41, S. 31-32] sowie die entsprechenden anlagenspezi-

fischen Unsicherheiten in die Berechnung einbezogen. Bei den eigenen Untersu-

chungen wurden 38 Unsicherheiten der empirischen Beziehungen verwendet.  Deshalb 

fallen die Temperaturbreiten bei den Ergebnissen vom PSI schmaler aus als die eigenen 

Ergebnisse. 

Dieses Beispiel einer Störfalluntersuchung mit der DYBESA-Methode soll im 

Folgenden mit der deterministischen konservativen Berechnungsmethode verglichen 

werden, um das Potenzial der Best-Estimate-Methode trotz der relativ großen Tempera-

turbreiten der PCT zu verdeutlichen. Für die Entwicklung des konservativen Rechen-

modells werden einige konservative Randbedingungen berücksichtigt. Diese sind laut 

den RSK-Leitlinien für Druckwasserreaktoren [6] und den RSK-Empfehlungen [52] 

anzuwenden. Im Rechenmodell wurden also folgende Änderungen vorgenommen:  

 6% Überlast, 

 + 20 % erhöhte Nachzerfallsleistung, 

 - 20 % verringerter Sicherheitsbehälterdruck, 

 ungünstigstes axiales Brennstableistungsprofil (siehe Anlage M, Abbildung 

9.30), 

 kein Restwasser im Reaktordruckbehälter nach der Druckentlastungsphase (vor 

der Wiederauffüllphase), 

 das direkt zur Bruchstelle beförderte Wasser darf nicht für die Kühlung des Kerns 

berücksichtigt werden, 

 für die Phase vom Ende des Ausströmens bis zum Erreichen der 

Kernunterkante durch das Kühlwasser wurde mit adiabatischer Kernaufheizung 

gerechnet. 

Ansonsten blieb das Rechenmodell unverändert, sodass nach der konservativen 

Berechnungsmethode der Hüllrohrtemperaturverlauf berechnet werden konnte. Dieses 

Ergebnis ist zusammen mit dem Unsicherheitsband der DYBESA-Methode, der 

Referenzrechnung und der oberen Grenze aus anlagen- und programmspezifischen 

Unsicherheiten in der Abbildung 5.27 dargestellt. 

Deutlich ist zu erkennen, dass bei der Berechnung mit der konservativen Metho-

de noch höhere Hüllrohrtemperaturen erreicht werden als bei der DYBESA-Methode 

oder bei der erweiterten Betrachtung unter Einbeziehung der anlagenspezifischen 

Unsicherheit. Daher ist die Zeitspanne bis zur vollständigen Abkühlung der Brennele-

mente gegenüber einer nicht-konservativen Berechnung ungefähr doppelt so lang. Aus 

der Gegenüberstellung der Temperaturverläufe der beiden Berechnungsmethoden lässt 
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sich erkennen, dass 

es mit konservativen 

Eingabedatensätzen 

zu keinem Tempera-

turabfall des 1st PCT 

kommt. Daher wird 

mit etwa 1400 K ein 

sehr hoher Wert des 

2nd PCT erreicht. Ins-

gesamt tritt ein um 

250 Grad höherer 

Maximalwert ein als 

bei der Best-Esti-

mate-Methode mit 

Berücksichtigung 

der anlagen- als 

auch der programm-

spezifischen Unsi-

cherheiten. 

 

5.3.2 Notstromfall 
 

Der Notstromfall ist charakterisiert durch den Ausfall der elektrischen Eigenbe-

darfsversorgung von kraftwerksseitigen Komponenten – beispielsweise durch den Aus-

fall der Hauptkühlmittel- und der Speisewasserpumpen. Für die Untersuchung dieses 

Ereignisszenarios wurde prinzipiell das Rechenmodell des Kühlmittelverluststörfalls zu-

grunde gelegt, sodass Ergebnisse für die „3-Loop-PWR“-Anlage generiert wurden. 

Das Rechenmodell der U.S. NRC war bereits soweit vorbereitet, dass nur noch 

geringe Änderungen vorgenommen werden mussten, um den Notstromfall zu be-

rechnen. Dies liegt daran, dass einem Kühlmittelverluststörfall die deterministische Vor-

gabe zugrunde liegt, dass es nach dem Störfalleintritt zum Ausfall der Eigenbedarfs-

versorgung kommt (siehe Abschnitt 2.1). 

Im Primärsystem wurden die Öffnungssignale der Ventile deaktiviert, die den 

Rohrleitungsbruch einleiten sollten. Außerdem wurden das Sprüh- und Heizungssystem 

im Druckhalter sowie die Druckhalterabblaseventile deaktiviert, um die deterministischen 

Vorgaben einzuhalten. In dieser Analyse soll weiterhin das Sicherheitsventil des Druck-

halters bei einem Ansprechdruck von 16,72 MPa nicht öffnen. Damit kann mit der Un-

sicherheitsanalyse eine Untersuchung des maximalen Druckanstiegs im Primärsystem 

durchgeführt werden, anderenfalls würde der Druckanstieg stets beim Öffnungsdruck 

von 15,72 MPa beziehungsweise 16,72 MPa durch die beiden Ventile begrenzt sein.  

Im Sekundärsystem bleibt die Frischdampfumleitstation komplett verriegelt, wie 

auch schon beim Rechenmodell für den Kühlmittelverlust. Die drei Frischdampfabblase-

regelventile wurden in diesem Rechenmodell deaktiviert, um einen maximalen Druckan-

stieg im Sekundärsystem zu ermöglichen. Als einzige Möglichkeiten zur Druckentlastung 

im Sekundärsystem stehen damit für diese Berechnung nur noch die Sicherheitsventile 

am Frischdampfleitungssystem zur Verfügung. Diese öffnen bei einem Dampfdruck von 

7,81 MPa, wobei der stationäre Betriebsdruck des Frischdampfes bei 5,8 MPa liegt.  
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Abbildung 5.27 – Verlauf der max. Hüllrohrtemperatur mit der 

konservativen Berechnungsmethode im Vergleich zur DYBESA-

Methode 
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Zunächst 

wurde mit diesem 

Rechenmodell eine 

Referenzrechnung 

mit dem herkömm-

lichen TRACE-Pro-

gramm ohne Unsi-

cherheitsanalyse 

durchgeführt. Damit 

konnte ein Verlauf 

des Druckanstiegs 

und dessen Maxi-

malwert von 16,38 

MPa ermittelt wer-

den. 

Anschließend 

wurde die erste Unsi-

cherheitsanalyse 

durchgeführt, wobei 

die Stichprobenerzeugung mit dem LHCR-Verfahren erfolgte und 58 Unsicherheiten der 

empirischen Beziehungen berücksichtigt wurden. Die in SUSA eingegebenen 

statistischen Kennzahlen sind in der Anlage L dokumentiert.  

Der maximale Druckanstieg bei Berücksichtigung von 58 Unsicherheiten der 

empirischen Beziehungen wurde auf 16,43 MPa berechnet; sein Verlauf ist in der 

Abbildung 5.28 dargestellt. Es war bereits zu erkennen, dass die auf empirischen 

Beziehungen basierenden physikalischen Modelle kaum einen Einfluss auf den 

maximalen Druckanstieg haben. Dennoch sollte eine zweite Unsicherheitsanalyse 

durchgeführt werden, bei der nur die relevanten thermohydraulischen Phänomene 

berücksichtigt wurden.  

Dieser Umstand ist in der Abbildung 5.29 dargestellt, wobei im Primärkreislauf 

ein maximaler Druckanstieg von 16,42 MPa erreicht wurde. Dabei wurden alle thermo-

hydraulischen Phä-

nomene rechnerisch 

berücksichtigt, die in 

der CIRT (Tabelle 

9.11) aufgelistet 

sind. Lediglich das 

STP zur Berechnung 

der Druckverluste 

durch die Abstands-

halter konnte nicht in 

die Berechnung ein-

bezogen werden. 

Der Maximaldruck 

änderte sich gegen-

über der vorherigen 

Unsicherheitsanaly-

se um nur 0,01 MPa; 

daher kann die An-

wendung der CIRT 

bestätigt werden.   

Abbildung 5.28 – Druckverlauf mit Berücksichtigung von 58 Unsi-

cherheiten der emp. Beziehungen mit dem LHCR-Verfahren 

Abbildung 5.29 – Druckverlauf mit Berücksichtigung von 14 Unsi-

cherheiten der emp. Beziehungen mit dem LHCR-Verfahren und 

der konservativen Berechnungsmethode 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (93) 

Referenzrechnung 
Unsicherheitsanalyse (93) 
Konservative Berechnungsmethode 
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Für einen direkten Vergleich der Best-Estimate-Methode mit einer herkömm-

lichen konservativen Berechnungsmethode wurde für diesen Störfall ein konservatives 

Rechenmodell erstellt, dessen Rechenergebnisse ebenfalls in der Abbildung 5.29 

eingetragen sind. Der maximale Druckanstieg erreicht einen Wert von 16,93 MPa, wobei 

im Rechenmodell folgende konservative Randbedingungen berücksichtigt wurden:  

 6 % Überlast, 

 + 20 % erhöhte Nachzerfallsleistung, 

 + 20 % erhöhter Sicherheitsbehälterdruck, 

 - 10 % verringertes Massenträgheitsmoment der HKMP. 

Entscheidend ist die Erkenntnis, die aus der Unsicherheitsanalyse mit den empi-

rischen Beziehungen gewonnen werden kann. Es ist ersichtlich, dass im Bereich des 

Maximaldrucks kaum eine Größenabweichung gegenüber der Referenzrechnung vor-

liegt, wobei die Unsicherheiten der empirischen Beziehungen berücksichtigt wurden. 

Wie kann das sein, wenn doch laut CIRT acht thermohydraulische Phänomene (Tabelle 

9.12) als auf den Druckanstieg stark wirkend identifiziert wurden? 

Erstens wurden die thermohydraulischen Phänomene in der CIRT immer auf die 

abdeckenden Störfallszenarien bezogen (beispielsweise ist der Frischdampfleitungs-

bruch abdeckend gegenüber dem kurzzeitigen Notstromfall) und bewertet. Deshalb 

finden bei der Analyse von Störungen gegebenenfalls mehr thermohydraulische Phäno-

mene Berücksichtigung als notwendig wären. Eine gesonderte Betrachtung ist nicht er-

forderlich, da im Rahmen der Analysetechnik die mit einbezogenen Phänomene von der 

Anzahl gering bleiben und somit kaum ein Signifikanzverlust für das Unsicherheitsband 

verursacht wird. Ganz auszuschließen ist dies allerdings nicht.   

Zweitens werden im Notstromfall bei wachsender Simulationszeit die empi-

rischen Beziehungen immer weniger beansprucht, da die Fluidströmungen sowohl im 

Primärsystem als auch im Sekundärsystem im Wesentlichen auf einen minimalen Wert 

abfallen. Im Sekundärsystem reißt die Frischdampfströmung sofort nach dem TUSA-

Signal ab. Wegen der Größe der Dampferzeuger und der darin enthalten Fluidmasse 

wird allerdings aufgrund der Impulserhaltung das Zweiphasengemisch durch den 

Dampftrockner gedrückt und strömt in den Fallraum hinein. Die Wassermassen rotieren 

im Dampferzeuger und kommen erst nach kurzer Zeit zur Ruhe. Im Primärsystem ver-

langsamt sich die Strömung nach dem Störfalleintritt ebenfalls sehr schnell, wobei dieser 

Gradient sehr stark vom Massenträgheitsmoment der HKMP abhängt. Im vorliegenden 

Fall wurde rechnerisch ermittelt, dass der Kühlmittelmassenstrom nach rund 45 s auf 

5 % des Nennwertes abgefallen ist und dass sich anschließend ein Naturumlauf der 

Strömung durch den Reaktorkern einstellt.  

Bei einer Vielzahl von empirischen Beziehungen wird die Strömungsgeschwin-

digkeit berücksichtigt, und es gilt, dass bei fallender Strömungsgeschwindigkeit im All-

gemeinen sowohl der Wärmeübergang als auch der Druckverlust abnimmt. Daher ist der 

rechnerische Einfluss der empirischen Beziehungen auf das Ergebnis des Druckverlaufs 

nur sehr geringfügig erkennbar – im Vergleich zur maximalen Hüllrohrtemperatur beim 

2F-Bruch, der im vorherigen Abschnitt untersucht wurde. Hier wirken die Unsicherheiten 

der empirischen Beziehungen maßgeblich auf den Verlauf der Berechnungen ein, weil 

während des Störfallablaufs ständig starke Fluidströmungen vorhanden sind.   

Auf eine Untersuchung zur exakteren Ermittlung des Unsicherheitsbandes durch 

eine höhere Wilks-Ordnung, wurde für das Nachweiskriterium des Hauptkühlmittel-

drucks verzichtet. Aus praktischer Sicht liegt dafür keine sicherheitstechnische Relevanz 

vor, da insgesamt die Unsicherheiten der empirischen Beziehungen kaum einen Einfluss 

auf den maximalen Druck haben und das Unsicherheitsband bereits sehr schmal ver-

läuft. 



6 Diskussion und Ausblick 
 
 

120 

6 Diskussion und Ausblick 

Während der Entwicklung von Best-Estimate-Methoden in den 90er Jahren wurden 

erstmals die Unsicherheiten bei der Durchführung von Störfalluntersuchungen quantifi-

ziert. Allerdings wurde damals das Hauptaugenmerk auf die Unsicherheiten der Einga-

bedatensätze von Rechenmodellen und auf deren Berücksichtigung gerichtet. Daher 

wurde in der vorliegenden Arbeit eine Recherche nach bisher bekannten Quellen solcher 

Unsicherheiten durchgeführt, die nicht nur das Rechenmodell betreffen. Insbesondere 

wurde die Anwendung der Best-Estimate-Methode in Kombination mit dem Störfallana-

lyseprogramm TRACE untersucht. Dabei wurde erkannt, dass TRACE zum einen auf 

physikalischen Modellen basiert, die mit den „First-Principles“-Beziehungen beschrieben 

werden, bei denen keine Unsicherheiten zu berücksichtigen sind. Allerdings werden in 

TRACE zum anderen auch thermohydraulische Phänomene mit empirischen Bezie-

hungen berechnet. Diese worden aus Experimenten abgeleitet. Infolge der experimen-

tellen Randbedingungen – der Messwerterfassung und der Auswertungsmethode – ent-

standen Unsicherheiten, die bisher in TRACE bei keiner empirischen Beziehung berück-

sichtig wurden. Bei der Berechnung von Auslegungsstörfällen mit stark ausgeprägten 

Fluidströmungen liegt der prozentuale Berechnungsanteil von empirischen Beziehungen 

in der Größenordnung von 30 % bis 50 % für TRACE. Der restliche Berechnungsanteil 

setzt sich aus den „First-Principles“-Beziehungen zusammen. Daraus erwächst die For-

derung, bei der Störfalluntersuchung mit Best-Estimate-Methoden die Unsicherheiten 

der empirischen Beziehungen zu quantifizieren. Insbesondere sei vermerkt, dass die 

Experimente aus denen die empirischen Beziehungen für TRACE ermittelt worden bis 

in das Jahr 1949 zurückreichen. Viele der Experimente worden in den 60er bis 70er 

Jahren durchgeführt, die als Datenbasis für die TRACE-Programmentwicklung dienten. 

Es kann davon ausgegangen werden, dass die damalige Messwertaufzeichnung sich 

schwieriger gestaltete und infolge dessen größere Unsicherheiten entstanden sind im 

Vergleich zu heutigen Messungen. 

Die Unsicherheit einer empirischen Beziehung könnte zum einen durch eine her-

kömmliche Fehlerberechnung aus der Messung eines physikalischen Experiments er-

mittelt werden. Allerdings lassen sich in der älteren Fachliteratur kaum solche Fehler-

werte finden. Dafür müssten zum einen die systematischen Fehler der verwendeten 

Messgeräte dokumentiert sein und zum anderen müssten mehrere Wiederholungsmes-

sungen vorliegen. Viele empirische Beziehungen sind aus praktischen Erwägungen in 

einer Weise in der älteren Fachliteratur dargestellt worden, dass nur der Funktionsverlauf 

und die Messwerte zu entnehmen sind. Dabei worden die Messwerte als Punkte – ohne 

Fehlerangaben – eingetragen. Daher musste in der vorliegenden Arbeit die Frage 

beantwortet werden, wie auf der Grundlage der spärlichen Informationen über die Mess-

wertaufzeichnung die Unsicherheit einer empirischen Beziehung berücksichtigt werden 

kann. Es ist davon auszugehen, dass damals die Experimentatoren für die Ermittlung 

der empirischen Beziehungen eine entsprechende Regressions- und Korrelationsanaly-

sedurchgeführt haben. Auf diese Weise wurde aus den Messwerten ein mittlerer Funk-

tionsverlauf gebildet, wobei der thermohydraulische Hintergrund in der Regel durch Ähn-

lichkeitskennzahlen berücksichtigt wurde.  

Es gibt eine Vielzahl von Best-Estimate-Methoden und – Verfahren, mit denen Un-

sicherheiten bei der Störfalluntersuchung behandelt werden können. Es wurde recher-

chiert, dass ein mittlerweile etabliertes Verfahren mit statistischer Betrachtungsweise 

von Eingabedatensätze der Rechenmodelle für die Problemstellung der vorliegenden 

Arbeit geeignet ist. Bei diesem Verfahren werden für schwankende Eingabedatensätze 

deren Wahrscheinlichkeitsverteilungsfunktionen benutzt,  um Stichproben zu generieren.   
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Anschließend dienen diese Stichproben dazu, die Eingabedatensätze im Rechenmodell 

repräsentativ zu variieren. Durch mehrfache wiederholte Rechnungen werden somit die 

Auswirkungen der Unsicherheiten auf eine Rechengröße ermittelt. 

Kritisiert wurde an diesem Verfahren bisher, dass die Rechenergebnisse der Unsi-

cherheitsanalyse von den ausgewählten Eingabedatensätzen und von deren festge-

legter Verteilungsfunktion abhängig seien. Natürlich sollten dieser Unsicherheitsanalyse 

nur solche Eingabedatensätze verwendet werden, deren Verteilungsfunktion und Streu-

ung bekannt sind und die somit auf realistische Art berücksichtigt werden können. Pro-

blematisch war weiterhin, dass die für einen bestimmten Störfall zu berücksichtigenden 

Unsicherheiten vom Analytiker ausgewählt werden mussten. Beide Kritikpunkte wurden 

für die in dieser Arbeit zu bewältigenden Aufgabenstellung beseitigt. Das heißt: Die zu 

berücksichtigenden programmspezifischen Unsicherheiten für einen Auslegungsstörfall 

sind fest vorgegeben und deren benötigten Parameter der Verteilungsfunktion sind 

ebenfalls bereits gegeben. Dafür wurde im Rahmen der vorliegenden Arbeit ein Konzept 

entwickelt. 

Es sei erwähnt, dass andere Verfahren für die hier dargestellte Aufgabenstellung 

nicht geeignet wären, weil diese Verfahren die Unsicherheiten erst nach dem Abschluss 

einer Berechnung berücksichtigen. Das heißt: Bei diesen Verfahren werden die 

Unsicherheiten ermittelt, indem die Rechenergebnisse mit experimentellen Daten (z. B. 

aus integralen Versuchsanlagen) verglichen und anschließend die Abweichungen auf 

die Störfalltransiente extrapoliert werden. Dabei überlagern sich im Wesentlichen die 

anlagenspezifischen Unsicherheiten mit den programmspezifischen Unsicherheiten und 

sogar noch mit weiteren Unsicherheiten (siehe Abbildung 3.3). Dieses Verfahren wird 

beispielsweise in der CIAU-Best-Estimate-Methode benutzt. Dies stellt allerdings dann 

ein Problem dar, wenn ausschließlich die Auswirkung der Unsicherheiten des Pro-

gramms TRACE auf das Rechenergebnis untersucht werden soll. 

Im Gegensatz dazu hat das ausgewählte Verfahren, das beispielsweise schon in 

der GRS-Best-Estimate-Methode verwendet wird, den Vorteil (siehe Anlage N, Tabelle 

9.22), dass die Zuverlässigkeit der Grenzen des Unsicherheitsbandes zu jeder Zeit er-

höht werden kann. Dies wird einfach dadurch erreicht, dass die Anzahl der Rechen-

durchläufe erhöht wird. All diese Vorteile führten dazu, dass das erläuterte Verfahren 

ausgesucht wurde, um damit prinzipiell die programmspezifischen Unsicherheiten zu be-

rücksichtigen. Dafür musste allerdings eine Möglichkeit gefunden werden, wie dies in 

praktikabler Weise durchzuführen ist.  

In der vorliegenden Arbeit wurde deshalb der mathematische Ansatz des stochas-

tischen linearen Regressionsmodells angewendet. Mit diesem Ansatz wird die Streuung 

von Messwerten um die empirische Beziehung ermittelt und für eine statistische Unsi-

cherheitsanalyse verwendet. Dieses Modell basiert auf der Wahrscheinlichkeitstheorie. 

Dabei ist an einer Stützstelle durch die empirische Beziehung a priori nicht nur ein be-

stimmter Funktionswert erlaubt, sondern es kann ein realistisch anzunehmender Bereich 

des Funktionswertes angegeben werden. Dieser Bereich repräsentiert die Unsicher-

heiten von Messwerten. 

Zur Berechnung des Bereichs musste eine Verteilungsfunktion – die Normalver-

teilung – festgelegt werden. Da die Auswahl der Verteilungsfunktion für die spätere Un-

sicherheitsanalyse bei Störfalluntersuchungen maßgeblich die Rechenergebnisse be-

stimmen wird, musste deren Auswahl begründet werden. 

Die Annahme einer Normalverteilung wird zum einen dadurch begründet, dass es 

gewisse Regeln für die Auswahl von Verteilungsfunktionen für die Grundgesamtheit 

einer Datenerhebung gibt, die beispielsweise der Anlage O der Abbildung 9.31 zu 

entnehmen sind. Dabei wird nach dem Ausschlussverfahren geprüft, welche Vertei-

lungsfunktion, für die Daten – also für die Messwerte, die um eine empirische Beziehung  
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streuen – nicht zutreffen könnte. 

Als erstes wird dabei gefragt, ob durch eine wiederholte Messwertaufzeichnung eine 

stetige oder eine diskrete Verteilungsfunktion entstehen würde. Die gesammelten Erfah-

rungen aus Wissenschaft und Technik sprechen für die Stetigkeit bei der Messwertauf-

zeichnung von thermohydraulischen Phänomenen. Diskrete Verteilungsfunktionen sind 

für den hier untersuchten Bereich der Thermohydraulik nicht üblich. Anders verhält es 

sich in der Kern- und Teilchenphysik, bei der die Messung von Strahlungsteilchen, die 

aus einer radioaktiven Substanz emittiert werden, zunächst zu einer diskreten Poisson-

verteilung führt. Aber auch hier kann festgestellt werden, dass bei einer großen Anzahl 

an Wiederholungsmessungen die diskrete Poissonverteilung an die stetige Normalver-

teilung angenähert werden kann [112, S. 41]. 

Nun gibt es aber eine Vielzahl von stetigen Verteilungsfunktionen, deren Eingren-

zung durch die nächste Frage aus der Abbildung 9.31 erfolgen kann: „Liegen die Mess-

werte symmetrisch oder nicht symmetrisch um den Erwartungswert?“ Da – wie schon 

erläutert – eine empirische Beziehung den mittleren Verlauf der Messwerte repräsentiert, 

wird implizit schon eine Symmetrie der Verteilung angenommen. Jedoch werden auch 

empirische Beziehungen anhand vorangegangener Theorien aufgestellt, die Ähnlich-

keitskennzahlen als feste Parameter enthalten. Damit werden bestimmte Glieder einer 

sogenannten halb-empirischen Beziehung fest vorgegeben, und die Messwerte könnten 

gegebenenfalls unsymmetrisch um die empirische Beziehung verteilt sein. Diese Ver-

teilung kann mit einer logarithmischen Normalverteilung beschrieben werden. In 

manchen Experimenten kann es infolge bestimmter physikalischer Randbedingungen – 

beispielsweise durch einen nicht unterschreitbaren Wert – auch auf natürliche Art zu 

einer unsymmetrischen Verteilung der Messwerte kommen. Beispielsweise kann die 

Konzentration eines Stoffs nicht kleiner als 0 Mol pro Liter sein [113, S. 27]. Allerdings 

wurde in der vorliegenden Arbeit kein einziger solcher Grenzfall erkannt und daher wurde 

die logarithmische Normalverteilung nicht verwendet. 

Als letzte Überprüfung zur Ermittlung der Verteilungsfunktion muss die Frage beant-

wortet werden, ob es sogenannte Ausreißer (Messwerte, die stark von den anderen 

Messwerten abweichen) gibt und wie häufig diese vorkommen. Es stehen damit die Drei-

ecksverteilung, die Cauchy-Verteilung und die Normalverteilung zur Debatte. Zunächst 

ist zu bedenken, dass die Experimentatoren bei der Auswertung der Messergebnisse 

vielleicht schon Ausreißer eliminiert haben. Das ist bei der Auswertung von Messdaten 

ein übliches Vorgehen. Meistens wird dies damit erklärt, dass grobe Messfehler zum 

Zeitpunkt der Einzelmessung vorlagen. Es ist jedenfalls äußerst schwierig festzustellen, 

ob bei einer Auswertung alle Messwerte berücksichtigt wurden. Ausreißer sind jedoch 

bei einer physikalischen Messung möglich – und daher kann die Dreiecksverteilung, die 

keine Ausreiser zulässt, schon einmal ausgeschlossen werden. Es bleibt zu unter-

suchen, ob für den hier untersuchten Sachverhalt die Cauchy-Verteilung anzuwenden 

ist. Diese Verteilung wird in der Physik zur Beschreibung von Spektrallinien (nach 

Lorentz) oder zur Beschreibung von Resonanzkurven (nach Breit-Wigner) verwendet 

und wird daher üblicherweise nicht für die Messwertfehler angewendet. Außerdem be-

sitzt diese Verteilung keinen Erwartungswert, keine Varianz und keine Standardab-

weichung, weil die entsprechenden Integrale dafür nicht definiert sind. 

Abschließende rechnerische Überprüfungen mit dem sogenannten Shapiro-Wilks-

Test führten zu dem Ergebnis, dass für die Messwertstreuung bei empirischen Bezie-

hungen die Normalverteilung in sehr vielen Fällen nicht ausgeschlossen werden kann. 

Zur praktischen Anwendung von Unsicherheitsanalysen mit den programmspezi-

fischen Unsicherheiten wurde beim stochastischen linearen Regressionsmodell weiter-

hin eine Varianzhomogenität einer jeden empirischen Beziehung vorausgesetzt. Eine 

Varianzhomogenität impliziert eine konstante Streuung der Messwerte im Gültigkeitsbe-   
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reich einer empirischen Beziehung und kann in der Regel angenommen werden. Warum 

sollte auch – bei unveränderten Bedingungen des Experiments – die Streuung der Mess-

werte variieren? Wäre dies der Fall, dann würden sich beispielsweise äußere Randbe-

dingungen im Vergleich zu einer vorangegangenen Messreihe verändern. Dann würden 

sich aber auch die Messwerte stark von den vorangegangenen Messungen unter-

scheiden und dann erst eine andere Varianz aufweisen. Eine unterschiedliche Varianz 

innerhalb des Gültigkeitsbereichs einer empirischen Beziehung ist eher unwahrschein-

lich, da davon auszugehen ist, dass die Messwertfehler an jeder Stelle in derselben 

Größenordnung liegen sollten. Es sei denn, es wurden mit den verwendeten Mess-

geräten Messwertbereiche unter- beziehungsweise überschritten oder zwangsläufig 

umgestellt. Dann kann es geschehen, dass in Abhängigkeit vom Messgerät in einem 

anderen Messbereich eine andere Größenordnung des systematischen Fehlers vorliegt.  

Für die Durchführung einer Unsicherheitsanalyse müssen stets Stichproben ge-

neriert werden. Daher wurden drei weitverbreitete Sampling-Verfahren bezüglich ihrer 

Anwendbarkeit untersucht. Das „Simple Random Sample“-Verfahren wird für diese 

Arbeit nicht empfohlen, weil es bei diesem eine höhere Wahrscheinlichkeit dafür gibt, 

dass Stichproben im Bereich größer als die vierfache Standardabweichung erzeugt 

werden, als dies bei den anderen Sampling-Verfahren der Fall ist. Aufgrund der Gestalt 

der Normalverteilung sind Werte größer als die vierfache Standardabweichung aber sehr 

unwahrscheinlich. Das „Latin Hyper Cube Median Value“-Verfahren wurde aus 

praktischen Erwägungen ausgeschlossen, weil es aus allen betrachteten Unsicherheits-

größen eine mittlere Varianz berechnet und diese der Stichprobenerzeugung zugrunde 

legt. Schließlich wurde das „Latin Hyper Cube Random Value“-Verfahren ausgewählt 

und beim Kühlmittelverluststörfall mit dem SRS-Verfahren verglichen. Hierbei zeigen die 

eigenen Ergebnisse in der Abbildung 5.23 des Abschnitts 5.3.1, dass bei höherer Wilks-

Ordnung (5. Ordnung) die obere Unsicherheitsgrenze des LHCR-Verfahrens knapp über 

der Unsicherheitsgrenze des SRS-Verfahrens liegt. Damit stellt das LHCR-Verfahren in 

Bezug auf die Reaktorsicherheit die bessere Option dar. Allerdings zeigen diese Unter-

suchungen auch, dass der Sicherheitsabstand zum betrachteten Nachweiskriterium sich 

im Vergleich zum SRS-Verfahren nur sehr gering verändert hat und damit gibt es keine 

praktische Relevanz bei deterministischen Störfallanalysen.  

In der vorliegenden Arbeit wurde die Entwicklung der „Correlation, Identification and 

Ranking Tables“ (CIRT‘s) durchgeführt. Die CIRT‘s wurden erstellt, um anzugeben, 

welche programmspezifischen Unsicherheiten bei einer Störfalluntersuchung zu berück-

sichtigen sind in Bezug auf das zu betrachtende Nachweiskriterium. Damit wird erreicht, 

dass der Analytiker wichtigen Unsicherheiten nicht vergessen kann. Für die Entwicklung 

der CIRT wurden jene thermohydraulischen Phänomene identifiziert und bewertet, die 

eine hohe Sicherheitsrelevanz bezüglich des Nachweiskriteriums bei den verschiedenen 

Störfällen haben. Diese Tabellen sind vorrangig für TRACE anzuwenden. Bei früheren 

Best-Estimate-Methoden – beispielsweise bei der CSAU – wurde bereits die „Phenom-

ena, Identification and Ranking Table“ (PIRT) eingeführt für die Ermittlung von rele-

vanten Phänomenen, die bei einem großen Bruch der Reaktorkühlmittelleitung auftreten. 

Allerding wurde diese Tabelle nicht – wie in der vorliegenden Arbeit – auf der Grundlage 

eines Störfallanalyseprogramms erstellt, sondern allgemein betrachtet. Deshalb lassen 

sich viele aufgelistete Einzeleffekte in der PIRT nur bedingt den tatsächlichen Berech-

nungsgleichungen eines Störfallanalyseprogramms zuordnen.  

Für die Entwicklung der CIRT wurden die während eines Störfallablaufs auf-

tretenden thermohydraulischen Phänomene theoretisch analysiert und hinsichtlich eines 

Nachweiskriteriums bewertet. Diese Vorgehensweise wurde rechnerisch verifiziert, 

indem konkrete Beispielaufgaben mit experimentellen Versuchen (FEBA, Marviken-
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Test-Station) durchgerechnet wurden. Die Ergebnisse haben gezeigt, dass diese 

Vorgehensweise plausibel angewendet werden kann. Anschließend wurden unter 

Verwendung dieser Tabellen zwei angenommene Auslegungsstörfälle an einer 3-Loop-

PWR-Anlage mit einer Unsicherheitsanalyse nachgerechnet.  

Die CIRT‘s sind alle aus den theoretischen Überlegungen der Störfallabläufe für 

eine DWR-Anlage entstanden. Es muss natürlich kritisch hinterfragt werden, was 

geschehen würde, wenn der angenommene Störfall in der Realität anders als erwartet 

abläuft. Zunächst einmal wurde klar abgegrenzt, dass in der vorliegenden Arbeit nur die 

Auslegungsstörfälle der Sicherheitsebene 3 betrachtet wurden. Das heißt: Läuft ein 

Störfall anders als erwartet ab, dann ist es kein Auslegungsstörfall mehr und die CIRT-

Tabellen verlieren ihre Gültigkeit. Diese Abgrenzung ist notwendig, weil Störfälle ab der 

Sicherheitsebene 4 in der Regel auch mit anderen Störfallanalyseprogrammen 

berechnet werden müssen. Weiterhin ist festzuhalten, dass hier nur jene thermohydrau-

lischen Phänomene betrachtet wurden, die kurzeitig bis zur maximalen Beanspruchung 

der Rückhaltebarriere wirken. Bis zu diesem Zeitpunkt werden bei den Auslegungs-

störfällen keine Handmaßnahmen der Reaktoroperatoren verlangt, sodass keine 

veränderten thermohydraulischen Abläufe erzwungen werden. Grundsätzlich sind die 

DWR-Anlagen so mit der entsprechenden Sicherheitstechnik konzipiert, dass bei einem 

bestimmten Auslegungsstörfall die vorgesehenen Sicherheitseinrichtungen in Funktion 

treten. Somit sind die thermohydraulischen Phänomene vorherbestimmt. Bei den 

theoretischen Überlegungen zum Störfallablauf wurden auch die deterministischen 

Randbedingungen – wie beispielsweise der Ausfall von Sicherheitseinrichtungen infolge 

von Einzelfehlern – berücksichtigt, wie das im Grundlagenkapitel ausgeführt wurde. 

Darüber hinaus wurde sogar untersucht, durch welche Phänomene eine Barriere bean-

sprucht wird, wenn zusätzlich noch eine weitere Sicherheitseinrichtung versagen würde.  

Eine solche Problemstellung wurde in der vorliegenden Arbeit für den Notstromfall 

nachgerechnet. Wie in den Ergebnissen gezeigt wurde, kommt es bei dieser Transiente 

zu einem Druckanstieg im Primärsystem. Dabei wurde die Integrität der Barriere der 

druckführenden Umschließung überprüft. Die wirksamen Sicherheitseinrichtungen agie-

ren in der folgenden Reihenfolge, um den Druck im Primärsystem zu entlasten: Frisch-

dampfabblaseregelventil, Abblaseregelventil am Druckhalter, Sicherheitsventil des 

Frischdampfsystems und als letzte Maßnahme das Sicherheitsventil am Druckhalter. Die 

ersten beiden Typen von Ventilen standen bei dieser Berechnung nicht zur Verfügung, 

sodass prinzipiell der Druckanstieg im Primärsystem stärker ausgefallen ist, als wenn 

nur die deterministischen Vorgaben berücksichtigt worden wären. Durch die Nichtver-

fügbarkeit des Ablaseregelventils des Druckhalters wurde erst durch das Öffnen des 

Frischdampfabblaseregelventils im Sekundärsystem, der Primärdruck herabgesetzt. 

Damit wurde die Wirkungskette der thermohydraulischen Phänomene berücksichtigt, 

die, ausgehend vom Sekundärsystem, auftreten und sich auf den Druckanstieg im 

Primärsystem auswirken. Anderenfalls wäre mit den deterministischen Vorgaben durch 

das Öffnen des Abblaseregelventils des Druckhalters der primäre Druckanstieg beendet 

worden. 

Jetzt müssen beide thermohydraulischen Abläufe miteinander verglichen werden. 

Dabei ist festzustellen, dass die im Dampferzeuger stattfindenden Phänomene, bereits 

von Anfang an auf den Verlauf der Drucktransiente im Primärsystem einwirken, weil die 

Dampferzeugeraustrittstemperatur steigt. Allerdings findet erst durch das Öffnen des 

Sicherheitsventils an der Frischdampfleitung eine erhöhte Dampfströmung im Dampfer-

zeuger statt, und damit haben die die thermohydraulischen Phänomene im Sekundär-

system des Dampferzeugers eine stärkere Auswirkung auf die Berechnung und es wird 

eine andere Dampferzeugeraustrittstemperatur ermittelt. Aus dem Kapitel „Ergebnisse“ 

ist bereits bekannt, dass generell die Auswirkungen der Unsicherheiten der empirischen 
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Beziehungen erst dann bei der gesamten Berechnung maßgeblich ins Gewicht fallen, 

wenn es bei der Störfalltransiente verstärkt zu Fluidströmungen kommt. Deshalb werden 

alle Störfälle der Kategorie VI und alle Störfälle, bei denen während des Störfalls starke 

Fluidströmungen auftreten, besonderes durch die programmspezifischen Unsicher-

heiten geprägt.  

Für die Untersuchung der programmspezifischen Unsicherheiten von TRACE war 

ein hoher Programmieraufwand erforderlich, der lediglich dazu diente, die umfangreiche 

Entwicklung der CIRT zu überprüfen. Aufgrund des enormen Programmumfangs von 

TRACE war es im Rahmen der vorliegenden Arbeit nicht möglich, für alle empirischen 

Beziehungen den Berechnungsalgorithmus anzupassen. Für die Demonstrations-

zwecke der hier dargestellten Untersuchungen war dies aber auch nicht zwingend er-

forderlich. 

Es fehlen noch einige thermohydraulische Phänomene, für die in dem modifizierten 

TRACE die Unsicherheiten bislang nicht berücksichtigt werden konnten. Dazu zählt die 

Wärmeübertragung an Phasengrenzen zur Berechnung von Kondensation, wie bei-

spielsweise Tropfen-, Filmkondensation in Anwesenheit oder Abwesenheit von nichtkon-

densierenden Gasen. Weiterhin wurden in dieser Arbeit noch nicht die Unsicherheiten 

der speziellen thermohydraulischen Phänomene, wie dem Modell zur Gegenstrombe-

grenzung, der Wärmeübertragung und dem Druckverlust sowie Tropfenabrissmodell und 

Wiederbenetzung bei Abstandshaltern berücksichtigt. 

Außerdem konnten alle jene empi-

rischen Beziehungen nicht berück-

sichtigt werden, die zur Berechnung der 

Wärmetransportphänomene („Fuel Rod 

Models“) im Brennstab benötigt werden. 

Ein Beispiel für ein solches empirisches 

Modell zeigt die Abbildung 6.1. Der 

Emissionsgrad des Brennstoffs zur 

inneren Oberfläche des Hüllrohres wird 

für die Berechnung der Wärmestrahlung 

benötigt. Auch für diesen Fall kann das 

in der vorliegenden Arbeit entwickelte 

stochastische lineare Regressionsmo-

dell verwendet werden. Dabei können 

die Messwerte nach Claudson [113] für 

den Bereich von 1000 K bis 2050 K verwendet werden.  

Die Fallstudie der Unsicherheitsanalyse beim durchgerechneten großen Bruch einer 

Reaktorkühlmittelleitung stellte die anlagenspezifischen Unsicherheiten gegenüber mit 

den rechenprogrammspezifischen Unsicherheiten. Daraus konnte die Empfehlung für 

die Reaktorsicherheit abgeleitet werden, dass beim Kühlmittelverluststörfall stets beide 

Typen von Unsicherheiten berücksichtigt werden sollten.  

Es sollte in einer zukünftigen Arbeit untersucht werden, ob für jeden Auslegungs-

störfall stets beide Arten von Unsicherheit zu berücksichtigen sind. Wie aus dem Ergeb-

nis der Unsicherheitsanalyse des Notstromfalles hervor geht, liegt die Unsicherheits-

breite des maximalen Druckes gerade einmal bei 1,4 bar verursacht durch die rechen-

programmspezifische Unsicherheit. Dies kann wahrscheinlich mit anlagenspezifische 

Unsicherheit im gleichen Maße schon mit berücksichtigt werden ohne das die Unsicher-

heiten der empirischen Beziehungen inbegriffen sein müssten. Dies könnte weiter-

führend untersucht werden. 

Abbildung 6.1 – Emissionsgrad von Brenn-

stoffpellets 
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7 Zusammenfassung 

Mit deterministischen Sicherheitsanalysen wird die Wirksamkeit von installierter 

Sicherheitstechnik in einem Kernkraftwerk überprüft. Dafür werden einer Anlage denk-

bare Störfallszenarien, die sogenannten Auslegungsstörfälle, unterstellt und am Com-

puter durchgerechnet. Mit der Sicherheitstechnik werden kerntechnische Schutzziele 

eingehalten, sodass bei einem Störfallablauf  keine Gefährdung der Umwelt und des 

Menschen zu befürchten ist. Jeder Auslegungsstörfall ist durch seine thermohydrau-

lischen Wirkungen gekennzeichnet, die zu erhöhten technischen Belastungen der 

Kraftwerkskomponenten und insbesondere der einzelnen Barrieren (z. B. der Brenn-

stabhülle) führen. Für die rechnerische Ermittlung der instationären thermohydraulischen 

Vorgänge eines Auslegungsstörfalls müssen besondere Berechnungsmethoden an-

gewendet werden. Denn auf Grundlage dieser Rechenergebnisse werden Rückschlüsse 

auf die Integrität der Barrieren gezogen. 

Es gibt die konservative und die Best-Estimate-Berechnungsmethode, den beiden 

eine deterministische Sicherheitsphilosophie zugrunde liegt. Das heißt: Durch geeignete 

Maßnahmen (deterministische Vorgaben) wird – mit Bezug auf die beanspruchten 

Barrieren – eine ungünstige Ausgangssituation (z. B. der Ausfall einzelner Komponenten 

der Sicherheitstechnik) für den Störfallablauf geschaffen und durchgerechnet. Um die 

Berechnungen am Computer durchführen zu können, muss ein störfallspezifisches 

Rechenmodell vorliegen. Außerdem wird ein geeignetes Störfallanalyseprogramm be-

nötigt. Problematisch ist dabei allerdings, dass stets sogenannte schwankende Eingabe-

datensätze vorhanden sind. Dazu zählen beispielsweise Geometriedaten mit Ferti-

gungstoleranzen oder Materialdaten mit ihren Messwertfehlern. Weiterhin sind bei den 

verwendeten physikalischen Modellen eines Störfallanalyseprogramms ebenfalls Unge-

nauigkeiten vorhanden. Denn es ist davon auszugehen, dass diese Modelle zumeist nur 

eine Näherungslösung für die Beschreibung bestimmter thermohydraulischer Vorgänge 

sind. Alle diese Ungewissheiten, die es bei einer Störfalluntersuchung gibt, werden als 

sogenannte Unsicherheiten bezeichnet. In ihnen schlummert ein großes Potenzial dafür, 

die Vorhersage des Störfallablaufs wesentlich zu beeinflussen. 

Deshalb werden bei der konservativen Berechnungsmethode stets Eingabedaten 

verwendet, bei denen im Rechenmodell diese Ungewissheiten – zusätzlich zu den deter-

ministischen Vorgaben – durch weitere ungünstige Annahmen (z. B. durch eine erhöhte 

Nachzerfallsleistung) berücksichtigt werden. Durch eine Änderung der Eingabedaten 

wird versucht, auch die Unsicherheiten der physikalischen Modelle in die Untersuchung 

einzubeziehen. Auf diese Weise wird hinsichtlich der Beanspruchung der Barrieren stets 

eine konservative Vorhersage des Störfallablaufs erzielt. Allerdings entsprechen diese 

Berechnungen nicht vollständig dem tatsächlich erwarteten Störfallablauf. 

Im Rahmen der Sicherheitsforschung wurde daher eine weitere Berechnungs-

methode eingeführt, die Best-Estimate-Methode, die die Unsicherheiten auf eine andere 

Weise berücksichtigen. Mit dieser Methode sollen bei der Störfalluntersuchung realis-

tischere Rechenergebnisse erzielt werden, um die Wirksamkeit der Sicherheitstechnik 

besser beurteilen zu können. Bei der Best-Estimate-Methode werden die Rechen-

modelle mit Auslegungswerten erstellt. Durch eine Unsicherheitsanalyse können die ver-

schiedenen Eingabedaten und deren Schwankungsbreite berücksichtigt werden. 

Darüber hinaus müssen aber auch weitere spezifische Unsicherheiten in die Unsicher-

heitsbetrachtung einbezogen werden – nämlich die Unsicherheiten der physikalischen 

Modelle eines bestimmten Störfallanalyseprogramms.  
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3s gibt mittlerweile eine Vielzahl von Best-Estimate-Methoden, die die Unsicher-

heiten in verschiedener Weise berücksichtigen. Unter ihnen befinden sich Konzepte, wie 

auch die Unsicherheiten eines Störfallanalyseprogramms in die Betrachtung einbezogen 

werden können, so wie das beispielsweise bei der CIAU- Best-Estimate-Methode der 

Fall ist. In der vorliegenden Arbeit wurde jedoch eine andere Vorgehensweise bei der 

Unsicherheitsanalyse gewählt, um die programmspezifischen Unsicherheiten der physi-

kalischen Modelle von TRACE zu analysieren. Das Ziel bestand darin, eine vergleich-

bare und vor allem alternative Best-Estimate-Methode für die zukünftige Störfallunter-

suchung bereitzustellen. 

Die vorliegende Arbeit knüpft hierbei im Wesentlichen an das Konzept der Unsicher-

heitsanalyse an, das schon bei der GRS-Best-Estimate-Methode verwendet wird. Bei 

dieser Methode werden die schwankenden Eingabedaten eines Rechenmodells durch 

statistische Verfahren variiert und mittels mehrfacher Wiederholungsrechnungen analy-

siert. 

Zur Berücksichtigung der programmspezifischen Unsicherheiten von TRACE wur-

den zunächst jene physikalischen Modelle identifiziert, die bei einem bestimmten Stör-

fallszenario den wesentlichen Ablauf beschreiben. Dabei wurden alle physikalischen Mo-

delle betrachtet, die aus Experimenten abgeleitet und mittels einer empirischen Bezie-

hung in TRACE implementiert wurden. Diese empirischen Beziehungen sind aufgrund 

der experimentellen Randbedingungen – der Messwerterfassung und der Auswertungs-

methode – mit Unsicherheiten behaftet, die sie auf die Vorhersage des Störfallablaufs 

übertragen. Aus diesem Grund wurden in der vorliegenden Arbeit für die insgesamt 

sechs Störfallkategorien 13 sogenannte „Correlation, Identification and Ranking Tables“ 

(CIRT‘s) entwickelt. 

In einer Störfallkategorie werden mehrere Auslegungsstörfälle zusammengefasst, 

die im Zeitintervall ab dem Störfalleintritt bis zur maximalen Beanspruchung einer be-

stimmten Barriere einen ähnlichen thermohydraulischen Ablauf aufweisen. Diese Tabel-

len wurden durch einen theoretischen Analyseprozess „per Hand“ und zum Teil durch 

computergestützte Berechnungen erstellt. Dabei wurde jedes thermohydraulische 

Phänomen hinsichtlich seiner Auswirkung auf die Barriere bewertet. Der Bewertungs-

maßstab enthält lediglich drei Stufen, um dadurch die Anwendbarkeit der Tabellen bei 

der Störfalluntersuchung einfach zu gestalten.  

Anschließend wurde der mathematische Ansatz des stochastischen linearen Reg-

ressionsmodells verwendet, um eine Basis zu schaffen, mit der die Unsicherheit jeder 

empirischen Beziehung ermittelt werden kann. Dieser Ansatz wurde in TRACE pro-

grammiert und konnte in der vorliegenden Arbeit auf 58 empirische Beziehungen ange-

wendet werden. Im Gegensatz zum herkömmlichen Berechnungsalgorithmus von 

TRACE wird nun der Funktionswert bei den 58 empirischen Beziehungen auf der Basis 

von Wahrscheinlichkeiten in einem realistisch anzunehmenden Bereich berechnet. Weil 

nun für eine bestimmte Eingangsgröße für diese Berechnungsgleichungen – aufgrund 

der Wahrscheinlichkeitsverteilung von Messwerten bei empirischen Beziehungen – 

mehrere Rechenergebnisse zulässig sind, wurde die Bezeichnung DYBESA („Dynamic 

Best-Estimate Safety Analysis“)-Methode gewählt. 
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Mit der DYBESA-Methode wurden daraufhin für die Reaktorsicherheitsforschung 

mehrere Thesen überprüft und folgende Ergebnisse erzielt:  

1. Bezüglich der Beanspruchung von unterschiedlichen Barrieren, bei den ver-

schiedenen Störungen und Auslegungsstörfällen, wird zwingend empfohlen die 

spezifischen Unsicherheiten bei der deterministischen Sicherheitsanalyse ein-

zubeziehen. 

2. Durch die mathematische Komplexität des Störfallanalyseprogrammes TRACE 

wirken sich bei umfangreichen Rechenmodellen die Unsicherheiten der physi-

kalischen Modelle unvorhersehbar auf die Berechnung eines Störfallablaufes 

aus. 

3. Allgemein haben die programmspezifischen Unsicherheiten einen starken Ein-

fluss auf die Rechenergebnisse bei Störfallszenarien, bei denen sich ständig 

ändernde thermohydraulische Phänomene sowie wechselnde Formen der Fluid-

strömungen erwartet werden. Dabei ist grundsätzlich der Entstehungsort an den 

Kraftwerkskomponenten zu beachten, denn je nach verwendeter Nodalisierung 

dieser Komponenten werden die thermohydraulischen Phänomene entspre-

chend ihrer Genauigkeit der empirischen Beziehungen berechnet. Daher ist es 

beispielsweise nicht erforderlich mit einem nodalen Rechenprogrammen alle 

thermohydraulischen Phänomene im Not- und Nachkühlsystem abzubilden. Für 

das Not- und Nachkühlsystem ist vorrangig die anlagenspezifische Unsicherheit 

zu beachten, wie beispielsweise der Druckverlustbeiwert der einzelnen Arma-

turen im System.    

4. Bei Kühlmittelverluststörfällen existiert die größte Ungenauigkeit für das 

Rechenergebnis im Vergleich zu anderen Auslegungsstörfällen, aufgrund der 

hohen Anzahl an auftretenden thermohydraulischen Phänomenen, die mit em-

pirischen Beziehungen berechnet werden müssen. 

5. Werden kaum unterschiedliche Formen von Fluidströmungen erwartet wie z. B. 

beim Ausfall der Eigenbedarfsversorgung (Notstromfall), so haben die pro-

grammspezifischen Unsicherheiten von TRACE gegenüber den anderen spezi-

fischen Unsicherheiten einen vergleichbaren geringen Einfluss auf ein Rechen-

ergebnis. Hiermit ist gemeint, wenn ausschließlich durch den Notstromfall der 

sekundärseitige Dampferzeugerteil abgesperrt wird und durch den Ausfall der 

Eigenbedarfsversorgung die Hauptkühlmittelpumpen auslaufen. Damit wird sich 

nach der Abschaltung des Reaktors ein Naturumlauf des Kühlmittels einstellen, 

wobei zur Berechnung der Kühlung der Brennelemente nur wenige – im Ver-

gleich zu anderen Störfällen – empirische Beziehungen benötigt werden.  

6. Mittels den in der vorliegenden Arbeit erfassten relevanten thermohydraulischen 

Phänomenen in den „Correlation, Identification and Ranking Tables“ (CIRT‘s) 

wird die Störfalluntersuchung mit Unsicherheitsanalysen optimiert. 

7. Die in dieser Arbeit durchgeführte Bewertung der thermohydraulischen 

Phänomene für die Entwicklung der CIRT’s können mit Sensitivitätsanalysen 

(Berechnung eines linearen oder nichtlinearen Sensitivitätskoeffizienten) 

verglichen werden. Bezogen auf die maximale Belastung der Integrität einer 

Barriere sind die Unsicherheiten zu berücksichtigen, die einen Sensitivitäts-

koeffizienten größer gleich 20 % aufweisen. Niedrigere Werte haben keinen 

praktischen sicherheitsrelevanten Einfluss.  
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8. Bei der DYBESA-Methode wird das stochastische lineare Regressionsmodell 

zur Ermittlung der Unsicherheit bei empirischen Beziehungen verwendet. Es 

basiert auf der Annahme normalverteilter Messwerte in dessen Gültigkeitsbe-

reich. Mit Hilfe des Shapiro-Wilk-Tests kann die Normalverteilungsannahme 

überprüft werden. Die Kenntnis der Verteilungsfunktion ermöglicht eine ge-

eignete Berücksichtigung der Unsicherheit zwischen Messwerten und empi-

rischer Beziehung in einer sehr praktikablen und vor allem realistischen Weise. 

9. Durch die Verwendung von Unsicherheitsanalysen basierend auf statistischen 

Verfahren wird ein hohes Überdeckungsniveau aller möglichen Kombinationen 

von verschiedenen spezifischen Unsicherheiten (z. B. von den empirischen 

Beziehungen sowie von Geometrie- und Materialdaten) berücksichtigt.  

10. Wird für ein Auslegungsstörfall eine hohe Anzahl an Berechnungsdurchläufen 

mit variierenden Datensätzen bei den relevanten Unsicherheiten durchgeführt, 

erhöht es die Zuverlässigkeit bei der Vorhersage der Unsicherheitsgrenzen – die 

den Störfallablauf einschließen betrachtet auf eine festgelegte statistische 

Sicherheit und Überdeckungsniveau. 

11. Mit der Anwendung der DYBESA-Methode mit Unsicherheitsanalyse ergeben 

sich folgende Vorteile: 

 Berücksichtigung von Unsicherheiten der empirischen physikalischen Mo-

delle des Störfallanalyseprogramms TRACE, 

 konservative Sicherheitszuschläge bei den Eingabedaten sind nicht mehr er-

forderlich – um insbesondere damit Unsicherheiten der physikalischen 

Modellen von TRACE zu beachten, 

 möglichicherweise werden für Barrieren größere Sicherheitsabstände zur 

deren maximalen technischen Belastungsgrenze erzielt, 

 die Ökonomie des Kraftwerksprozesses kann gesteigert werden, 

 eine höhere Flexibilität bei der Kernbestückung mit Brennelementen ist zu 

erwarten im Vergleich zur konservativen Berechnungsmethode. 

Mit der DYBESA-Methode können nun sowohl die anlagenspezifischen Unsicher-

heiten, die von den Eingabedaten ausgehen, als auch die programmspezifischen Un-

sicherheiten berücksichtigt werden. Die Rechenergebnisse der Störfalluntersuchung 

werden mit dem bereits erprobten statistischen Verfahren nach Wilks dargestellt. Dies 

macht es – im Gegensatz zur konservativen Berechnungsmethode – möglich, einen 

realistischen Bereich (Unsicherheitsband) für die Störfallvorhersagen auf der Basis eines 

sehr hohen Vertrauens- und Überdeckungsniveaus zu erhalten. Zu diesem Zweck sollte 

die DYBESA-Methode als Basis für zukünftige deterministische Sicherheitsanalysen 

angewendet werden. 
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Anlage A1 – Störfallkategorien I., II. 
 

Tabelle 9.1 – Störfallkategorien (berücksichtigt Störungen SE 2 und Auslegungsstörfälle 

SE 3 aus dem Anlagenbetrieb für DWR) 

U r s a c h e n  f ü r  

kurzzeitiger 

(thermohydraulischer) 

Ereignisablauf 

Mögliche 

RESA-

Kriterien 

I .  E r h ö h u n g  d e r  s e k u n d ä r s e i t i g e n  W ä r m e a b f u h r  

 Abnahme SpW-Temperatur 

durch Fehler in Vorwärm-

strecke 

 Zunahme SpW-Massenstrom 

durch Fehler in Vorwärm-

strecke 

 Zunahme FD-Massenstrom 

durch Fehler am FD-Regel-

ventil 

 Unbeabsichtigtes Öffnen der 

FD-Abblaseregelventile oder 

FD-Sicherheitsventile oder   

FD-Umleitstation 

 SpW-Leitungsbruch, 

absperrbar (kurzfristig) 

 FD-Leitungsbruch, nicht 

absperrbar (kurzfristig, 

innerhalb und außerhalb des 

Sicherheitsbehälters 

 Erhöhung der 

sekundärseitigen 

Wärmeabfuhr mit 

gegebenenfalls 

sekundärseitigem 

Druckabfall 

 Abfall der primärseitigen 

HKMT 

 Dampfexpansion im DH 

 HKMD sinkt 

 Reaktorleistung steigt 

durch positive 

Reaktivitätsrückkopplung 

 Druck in 

FD-Leitung 

tief 

 FD-Durch-

satz hoch 

 DE-Füll-

stand tief 

 DH-Füll-

stand tief 

 Druck im 

DH tief 

I I .  V e r r i n g e r u n g  d e r  s e k u n d ä r s e i t i g e n  W ä r m e a b f u h r  

 Abnahme SpW-Massenstrom 

durch Ausfall SpW-Pumpen 

 Lastabwurf des Generators 

 Notstromfall 

 TUSA (ohne FD-Umleitstation) 

 Verlust Kondensatorvakuum 

(ergibt eine TUSA ohne Umleit-

station) 

 Schließen der FD-Regelventile 

 Verlust der Haupt-SpW-Ver-

sorgung 

 Leckage in der SpW-Leitung 

innerhalb/außerhalb 

 FD-Leitungsbruch außerhalb 

des Sicherheitsbehälters und 

absperrbar 

 

 Verringerung der 

sekundärseitigen 

Wärmeabfuhr mit 

gegebenenfalls 

sekundärseitigem 

Druckanstieg 

 Anstieg der primär-

seitigen HKMT 

 DH-Füllstand steigt 

 Dampfkompression       

im DH 

 HKMD steigt 

 Reaktorleistung sinkt 

durch negative 

Reaktivitätsrückkopplung 

 FD-Druck 

hoch 

 DH-Füll-

stand hoch 

 Minimale 

Drehzahl 

HKMP 

 DH-Druck 

hoch 
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Anlage A2 – Störfallkategorien III., IV. 
 

Tabelle 9.1, Fortsetzung – Störfallkategorien (berücksichtigt Störungen SE 2 und 

Auslegungsstörfälle SE 3 aus dem Anlagenbetrieb für DWR) 

U r s a c h e n  f ü r  

kurzzeitiger 

(thermohydraulischer) 

Ereignisablauf 

Mögliche 

RESA-

Kriterien 

I I I .  V e r r i n g e r u n g  d e r  p r i m ä r s e i t i g e n  W ä r m e a b f u h r  

 Ausfall einzelner HKM-Pumpen 

 Ausfall aller HKM-Pumpen 

 HKM-Pumpen Wellenbruch  

und Festfressen der Welle (mit 

Strömungsblockade) 

 HKM-Massenstrom im 

Kern verringert sich 

 Anstieg der primär-

seitigen HKMT 

 Sicherheitsabstand     

zum DNBR sinkt 

 Dampfkompression       

im DH 

 HKMD steigt 

 Reaktorleistung sinkt 

durch negative 

Reaktivitätsrückkopplung 

 DH-Füll-

stand hoch 

 Minimale 

Drehzahl 

HKMP 

 HKMT am 

Kernaustritt 

hoch 

I V .  Ä n d e r u n g  d e r  R e a k t i v i t ä t  u n d  d e r  L e i s t u n g s v e r t e i l u n g  

 Fehlerhaftes Ausfahren von 

Steuerelementen aus dem 

Leistungsbetrieb, 

 Ein- bzw. Ausfahren einzelner 

Steuerelemente, 

 Fehlerhaftes Absinken der 

Borkonzentration 

 Auswurf des wirksamsten 

Steuerelements 

 Zufuhr von positiver 

Reaktivität 

 Reaktorleistung steigt 

 Brennstofftemperatur 

steigt 

 HKMT steigt 

 Dampfkompression im 

DH 

 HKMD steigt 

 Sicherheitsabstand zum 

DNBR sinkt 

 FD-Druck steigt 

 Reaktor-

leistung 

hoch 
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Anlage A3 – Störfallkategorien V., VI. 
 

Tabelle 9.1, Fortsetzung – Störfallkategorien (berücksichtigt Störungen SE 2 und 

Auslegungsstörfälle SE 3 aus dem Anlagenbetrieb für DWR) 

U r s a c h e n  f ü r  
kurzzeitiger 

(thermohydraulischer) 
Ereignisablauf 

Mögliche 
RESA-

Kriterien 

V .  Z u n a h m e  R e a k t o r k ü h l m i t t e l i n v e n t a r  

 Fehlerhaftes Einspeisen durch 

die Reaktor-Hilfssysteme 

(Volumenregelsystem, 

Chemikalieneinspeisesystem) 

 Mögliche Zufuhr von 

positiver Reaktivität       

(bei zu geringer 

Einspeisung von Bor) 

 Reaktorleistung steigt 

 Brennstofftemperatur 

steigt 

 HKMT steigt 

 DH-Füllstand steigt 

 Dampfkompression        

im DH 

 HKMD steigt  

 FD-Druck steigt 

 DH-Füll-

stand hoch 

 Leistungs- 

steigerung 

möglich 

durch 

Debor-

ierung 

V I .  A b n a h m e  R e a k t o r k ü h l m i t t e l i n v e n t a r  

 Alle Arten von KMV am 

Primärsystem 

 Leckagen in den DE-Heiz-

rohren 

 Fehlerhaftes Öffnen des 

Druckentlastungsventil am DH 

 Kritische Ausströmung   

an der Leckage 

 HKMD sinkt 

 DH-Füllstand sinkt 

 Kleine Lecks, Verringe-

rung HKMD bei 

annähernd gleichbleiben-

der HKMT, DNBR sinkt 

 Mittlere bis große Lecks, 

wesentlich Zweiphasen-

strömungsphänomene im 

RDB und Primärkreislauf, 

Anstieg der Hüllrohr-

wandtemperatur 

 Weitere Phänomene sind 

z. B.: Druck- und 

Temperaturanstieg im 

Sicherheitsbehälter 

 DH-Druck 

tief 

 DH-Füll-

stand tief 
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Anlage B1 – CSAU-Methode  
 

 

Abbildung 9.1 - Ablaufdiagramm der CSAU-Methode [7, S. 112], [55, S. 5]  
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Anlage B2 – UMAE-Methode  
 

 

Abbildung 9.2 - Ablaufdiagramm der UMAE-Methode [7, S. 157]  
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Anlage B3 – CIAU-Methode  
 

 

Abbildung 9.3 - Ablaufdiagramm der CIAU-Methode [7, S. 151] 
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Anlage C – Anzahl der Rechendurchläufe  
 

Tabelle 9.2 –  für kombinatorische Unsicherheitsgrößen 

Anzahl der 
Unsicherheitsgrößen n 

Rechendurchlaufzahl  
mit Kombination von drei 
Bereichen (Minimum, 
Maximum, Referenzwert) 

 = 3n 

Rechendurchlaufzahl  
mit Kombination von 
Extrema                                     

 = 2 n + 1 

1 3 3 
2 9 5 
3 27 7 
4 81 9 

5 243 11 

 

Tabelle 9.3 –  für einseitige, statistische, verteilungsfreie Toleranzgrenzen abhängig  

von β, γ 

Rechendurchlaufzahl  
Vertrauensniveau  β 

0,90 0,95 0,975 0,99 0,999 

Ü
b

e
r-

d
e
c
k
u

n
g

s
-

n
iv

e
a

u
 γ

 

0,90 22 29 36 44 66 

0,95 45 59 72 90 135 

0,975 91 119 146 182 273 

0,99 230 299 368 459 688 

0,999 2302 2995 3688 4603 6905 

 

Tabelle 9.4 –  für zweiseitige, statistische, verteilungsfreie Toleranzgrenzen abhängig 

von β, γ 

Rechendurchlaufzahl  
Vertrauensniveau  β 

0,90 0,95 0,975 0,99 0,999 

Ü
b

e
r-

d
e
c
k
u

n
g

s
-

n
iv

e
a

u
 γ

 

0,90 38 46 54 64 89 

0,95 77 93 110 130 181 

0,975 155 188 221 263 366 

0,99 388 473 554 662 920 

0,999 3889 4742 5570 6636 9230 

 

Tabelle 9.5 –  für statistische verteilungsfreie Toleranzgrenzen (β = 0,95/ γ = 0,95) 

höherer Ordnung 

Wilks 
Ordnung 

Rechendurchlauf-

zahl  

Einseitige 
Toleranzgrenze 

Zweiseitige 
Toleranzgrenzen 

1. 59 m() m(1) und m() 

2. 93 m( – 1) m(1) und m() 
3. 124 m( – 2) m(1) und m() 

4. 153 m( – 3) m(2) und m( – 1) 

5. 181 m( – 4) m(3) und m( – 2) 
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Anlage D – Shapiro-Wilks-Test 
 
Die grundlegende Idee des Shapiro-Wilk-Tests [114] besteht darin, dass die Varianz auf 

zwei Arten geschätzt wird: zum einen durch eine Regression im QQ-Plot und zum 

anderen durch die Stichprobenvarianz. Die beiden Schätzungen sollten für eine Normal-

verteilung nahe beieinander liegen und damit den Quotienten Eins ergeben. Zu kleine 

Werte des Quotienten führen zu einer Ablehnung der Normalverteilungshypothese. 

Es gelten folgende Regeln: 

1. Zweiseitiger Test Hypothese H0: Die Stichprobe stammt aus einer Normal-

verteilung 

 

2. Zweiseitiger Test Hypothese H1: Die Stichprobe stammt nicht aus einer Normal-

verteilung 

 

3. H0 wird abgelehnt, falls W < W ist 

Zur Berechnung der Testgröße W wird wie folgt vorgegangen: 

1. Zuerst wird die Stichprobe der Größe n (x1,x2,...xn) aufsteigend sortiert, die 

sortierte Stichprobe sei mit y1,y2,...yn bezeichnet (y1 < y2 < ... < yn). 

2. Berechne die Summe  



n

i

i xxs
1

22 )(  

3. a) falls n gerade ist, berechne 


 
k

i

iinin yyab
1

11 )( , mit k = n/2.  

b) falls n ungerade ist,  wird obige Summe mit  k = (n–1)/2  berechnet, der 

Median wird nicht mitgerechnet.  Die  Werte 1ina   hängen  von  der 

Stichprobengröße ab und sind der Tabelle von Shapiro und Wilk zu 

entnehmen.  

  

4. Berechne die Testgröße W = b2/s2 

Falls der errechnete Wert W kleiner ist, als in der folgenden Tabelle aufgeführte kritische 

Grenze W, ist die Normalverteilungsannahme abzulehnen. 

Tabelle 9.6 – Kritische Grenzen W 

n α = 0,01 α = 0,05 n α = 0,01 α = 0,05 

5 0,686 0,762 16 0,844 0,887 
6 0,713 0,788 17 0,851 0,892 
7 0,730 0,803 18 0,858 0,897 
8 0,749 0,818 19 0,863 0,901 
9 0,764 0,829 20 0,868 0,905 
10 0,781 0,842 25 0,888 0,918 
11 0,792 0,850 30 0,900 0,927 
12 0,805 0,859 35 0,910 0,934 
13 0,814 0,866 40 0,919 0,940 
14 0,825 0,874 50 0,930 0,947 
15 0,835 0,881    

http://www.statistics4u.info/fundstat_germ/ee_qq_plot.html
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Anlage E – Quantil der t-Verteilung 
 

Tabelle 9.7 – Quantile qt der t-Verteilung 
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Anlage F1 – Wandreibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte 
bei Einphasenströmung, Zweiphasenströmung, geschichtet Strömung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.4 – Berechnung des Wandreibungskoeffizienten bei der Wandreibung unter-

halb der kritischen Wärmestromdichte für Einphasenströmung, Zweiphasenströmung, 

geschichtete Strömung  
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Anlage F2 – Wandreibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte 
bei Blasen- und Pfropfenströmung 
 

Korrektur für Blasensiden

Zweiphasenmultiplikator für horizontale, 
vertikale Strömung

Druckverlust bei Blasen- und Pfropfenströmung

Ferrell u. Bylund, RSR: k. A., MARA: ±15.60 %
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Modell der Wandreibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte
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Abbildung 9.5 – Berechnung des Wandreibungskoeffizienten bei der Wandreibung unter-

halb der kritischen Wärmestromdichte Blasen- und Pfropfenströmung 
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Anlage F3 – Wandreibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte 
bei Ringströmung mit Nebeltropfen 
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Abbildung 9.6 – Berechnung des Wandreibungskoeffizienten bei der Wandreibung unter-

halb der kritischen Wärmestromdichte für die Ringströmung mit Nebeltropfen 
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Anlage F4 – Wandreibung oberhalb der kritischen 
Wärmestromdichte bei umgekehrter Ringströmung  
 

Wandreibungskoeffizient für vertikale Strömung
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Abbildung 9.7 – Berechnung des Wandreibungskoeffizienten bei der Wandreibung ober-

halb der kritischen Wärmestromdichte für die umgekehrte Ringströmung  

 

Anlage F5 – Wandreibung oberhalb der kritischen 
Wärmestromdichte bei Pfropfen- und Nebelströmung 
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Modell der Wandreibung oberhalb der kritischen Wärmestromdichte

 

Abbildung 9.8 – Berechnung des Wandreibungskoeffizienten bei der Wandreibung ober-

halb der kritischen Wärmestromdichte bei Pfropfen- und Nebelströmung 
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Anlage F6 – Phasengrenzreibung unterhalb der kritischen Wärmestrom-
dichte bei Blasenströmung, Pfropfenströmung, Taylor-Kappenströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.9 – Berechnung des Phasenwiderstandskoeffizienten bei der Phasengrenz-

reibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte Blasenströmung, Pfropfenströmung, 

Taylor-Kappenströmung 

  

Nicht gesättigte Dampfströmung

Brennstab-
geometrie

Kreisrohr-
geometrie

Phasenwiderstandskoeffizient für vertikale 
Blasenströmung und vertikale Pfropfenströmung

Dimensionsloser Durchmesser Dh* > 30

Pfropfenströmung

Ishii, RSR: ±0.0395, MARA: ±2.63 %

Dimensionsloser Durchmesser Dh* ≤ 30

Wallis (Churn-Turbulent regime)

Bestion u. Salay, RSR: ±0.4882, MARA: ±6.02 %

Blasenwiderstandskraft pro Volumenelement

g

h
gj

Dg
v



 
 188.0

Mittlere Driftgeschwindigkeit
(Blasen- u. Pfropfenströmung)

Mittlere Driftgeschwindigkeit

Blasenströmung

 
4/1

2
2













 


l
CTgj

g
v





Übergangsbereich Blasen- u. Pfropfenströmung

l

g
C




 2.02.10

rrBSiBSi VVCF  ,,

2

2

0
0

2

3

,

1

1

)1(

r

lg

gj

BSi
V

VCV
C

v

g
C

























2

3

,

)1(

gj

BSi
v

g
C

 


BSiC , BSiC ,

Phasenverteilungsparameter

344.0
28.0  gj

   
KIgj

CT
CTgj

CT

gj vvv 


































3.0

3.0
1

3.0

3.0

2.0CT

Baily et al., RSR: ±0.0284, MARA: ±4.93 %

Gesättigte Dampfströmung

Behringer., RSR: ±0.0236, MARA: ±9.11 %

Kataoka u. Ishii, RSR: ±0.0599,             

MARA: ±10.78 %

Kataoka u. Ishii, RSR: ±0.0803,            

MARA: ±14.60 %

 

  562.0

157.0

809.0*)(0019.0

















l

l

g

hKIgj

N

Dv






 

  562.0

157.0

03.0

















l

l

g

KIgj

N

v







 51)(,12.0  lSatCT TTMin

Modell der Phasengrenzreibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte



9 Anlagenverzeichnis 
 
 

155 

Anlage F7 – Phasengrenzreibung unterhalb der 
kritischen Wärmestromdichte bei Ringströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.10 – Berechnung des Phasenwiderstandskoeffizienten bei der Phasengrenz-

reibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Ringströmung  
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Anlage F8 – Phasengrenzreibung unterhalb der 
kritischen Wärmestromdichte bei geschichteter Strömung  
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.11 – Berechnung des Phasenwiderstandskoeffizienten bei der Phasengrenz-

reibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei geschichteter Strömung  

Phasenwiderstandskoeffizient für horizontale, 
geneigte Strömung und Pfropfenströmung

Widerstandskraft an der Phasengrenze pro Volumen

smoothiC , , ,i wavy i transC C

, ,i plug slug i transC C 

1

, , ,

n n

i strat i smooth i transC C C  

Wichtungsfaktor n

Richter, RSR: ±0.0133, MARA: ±1.76 %

55.02.12*2*  CCFLlg wjj

Grenze für geschichtete
Gegenströmung

Choe u. Weisman, RSR: k. A.,               

MARA: k. A.

Übergang zur homogenen 
verteilten Blasenströmung

Taitel & Dukler, RSR: ±0.0365,         

MARD: ±5.84 %

Kriterium für Schichtströmung

CCFLWCDT wwwn  

Ohnuki et. al, RSR: ±0.3168, MARA:  ±13.58 %

Phasenreibungsfaktor

rrstratistrati VVCF  ,
'''

,

 







cos1

2
2

2

2














 

Ag
D

x

dx

dA

w

V

l

l
g

DT

r

20002700

2700






G
w WC

Kreisrohr-
geometrie

'''

, ,
2

g

i smooth i smooth iC f A


  

2 2

, , ,i trans i BS i AMC C C 

Modell der Phasengrenzreibung unterhalb der kritischen Wärmestromdichte

wgsmoothi ff  84.1,

Wandreibungsfaktor         siehe 
Berechnungstafel „Modell der 

Wandreibung unterhalb der kritischen 
Wärmestromdichte – Druckverlust bei 

Einphasenströmung“

wgf

Phasenwiderstandskoeffizienten          ,          . 
siehe Berechnungstafel „Modell der 

Phasengrenzreibung unterhalb der kritischen 
Wärmestromdichte – Blasenwiderstandskraft“ 

und „Modell der Phasengrenzreibung unterhalb 
der kritischen Wärmestromdichte – 

Widerstandskraft bei Ringströmung“

AMiC ,BSiC ,



9 Anlagenverzeichnis 
 
 

157 

Anlage F9 – Phasengrenzreibung oberhalb der 
kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter Ringströmung 
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Abbildung 9.12 – Berechnung des Phasenwiderstandskoeffizienten bei der Phasengrenz-

reibung oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter Ringströmung  
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Anlage F10 – Phasengrenzreibung oberhalb der 
kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter Pfropfenströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.13 – Berechnung des Phasenwiderstandskoeffizienten bei der Phasengrenz-

reibung oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter Pfropfenströmung  
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Anlage F11 – Phasengrenzreibung oberhalb der 
kritischen Wärmestromdichte bei Nebelströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.14 – Berechnung des Phasenwiderstandskoeffizienten bei der Phasengrenz-

reibung oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Nebelströmung  
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Anlage F12 – Wärmeübertragung an der Phasengrenze 
unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Blasenströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.15 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung an Phasengrenzen unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Blasen-

strömung  

Konvektiver Wärmeübergang an der Phasengrenze von 
Blasen in einer Strömung

Wärmeübergangskoeffizient für Blasenströmung

Konvektiver Wärmeübergang pro Flächenelement
Thq 

liq        … liquid (Flüssigkeit)

li           … liquid-interface 
                 (Phasengrenze der Flüssigkeit)
vi         … vapor-interface 
                 (Phasengrenze von Gas, Dampf)

DB

DB

l
DBli Nu

d

k
h ,

Nusselt-Zahl 

Ranz-Marshall, RSR: k. A., MARA: k. A.

3 PrRe6.00.2 lDBDBNu   

l

DBDBrl

DB

dV



 


,
Re

39.2

,, )1(   DBDBr VV

Tropfengeschwindigkeit             siehe 
Berechnungstafel „Reibungsmodell für 

Phasengrenzen unterhalb der 
kritischen Wärmestromdichte – 
Mittlere Driftgeschwindigkeit, 

Blasenströmung“

DBV ,

Richardson-Zaki, RSR: k. A., MARA: k. A.

Multipartikel Blasengeschwindigkeit 

DBlih ,

Modell der Wärmeübertragung an Phasengrenzen unterhalb der kritischen Wärmestromdichte



9 Anlagenverzeichnis 
 
 

161 

Anlage F13 – Wärmeübertragung an der Phasengrenze unterhalb der 
kritischen Wärmestromdichte bei Pfropfenströmung, Taylor-Kappen-
strömung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.16 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung an Phasengrenzen unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Pfropfen-

strömung, Taylor-Kappenströmung   
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Anlage F14 – Wärmeübertragung an der Phasengrenze  
unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Ringströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.17 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung an Phasengrenzen unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Ringströmung   
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Anlage F15 – Wärmeübertragung an Phasengrenzen oberhalb 
der kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter Ringströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.18 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung an Phasengrenzen oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter 

Ringströmung   

Brennstabgeometrie

Wärmeübergangskoeffizient für Filmsieden bei der umgekehrten Ringströmung
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Anlage F16 – Wärmeübertragung an Phasengrenzen oberhalb der 
kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter Pfropfenströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.19 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung an Phasengrenzen oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter 

Pfropfenströmung   

 

Ansatz mit Verstärkungsfaktor

Konvektiver Wärmeübergang für Pfropfen berechnet mit Filmsieden bei 
Nebelströmung mit korrigierenden Geometriefaktoren für die Pfropfengröße
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siehe Berechnungstafel „Nebelströmung Filmsieden“
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Wärmestromdichte Modelle Nebelströmung“
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Anlage F17 – Wärmeübertragung an Phasengrenzen 
oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Nebelströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.20 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung an Phasengrenzen oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei Nebelströmung  
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Zahl siehe Berechnungstafel 
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Anlage F18 – Wandwärmeübertragung unterhalb der 
kritischen Wärmestromdichte für Einphasenströmung 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.21 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung bei Fluiden zu oder von Wänden unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei 

Einphasenströmung   
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Anlage F19 – Wandwärmeübertragung unterhalb 
der kritischen Wärmestromdichte für Blasensieden 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung 9.22 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung bei Fluiden zu oder von Wänden unterhalb der kritischen Wärmestromdichte bei 

Blasenströmung   

Wärmeübergangskoeffizient        siehe 
Berechnungstafel „Wärmeübertragung von 

Wänden zu oder von Fluiden - 
Einphasenströmung 
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Anlage F20 – Wandwärmeübertragung oberhalb der  
kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrte Ringströmung 
 

Wärmeübergangskoeffizient für Filmsieden bei der umgekehrten Ringströmung
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Abbildung 9.23 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung bei Fluiden zu oder von Wänden oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei 

umgekehrter Ringströmung  
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Anlage F21 – Wandwärmeübertragung oberhalb der 
kritischen Wärmestromdichte bei umgekehrter Pfropfenströmung 
 

Wärmeübergangskoeffizient für Filmsieden bei der umgekehrten 
Pfropfenströmung

Konvektiver Wärmeübergang pro Flächenelement
Thq 

w         … wall (Wand)
v          … vapor (Gas, Dampf)
liq        … liquid (Flüssigkeit)
sat       … saturation (Sättigung)
li,flash … liquid-flashing

li           … liquid-interface 
                 (Phasengrenze der Flüssigkeit)
vi         … vapor-interface 
                 (Phasengrenze von Gas, Dampf)
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oberhalb der kritischen 
Wärmestromdichte bei 
umgekehrte Ringströmung

6.09.0

9.0







x

 

Abbildung 9.24 – Berechnung des Wärmeübergangskoeffizienten bei der Wärmeüber-

tragung bei Fluiden zu oder von Wänden oberhalb der kritischen Wärmestromdichte bei 

umgekehrter Pfropfenströmung 
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Anlage G1 – Correlation, Identification and Ranking Table I. 
 

Tabelle 9.8 – CIRT I. – Erhöhung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr – Brennstabhülle 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - - - stark - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - - - stark - - 

WPU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - - - stark   

WPO, 
Nebelströmung 

- - - - stark   

WWU, 
Einphasenströmung 

stark gering - stark gering gering gering 

WWU, Unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

stark - - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - stark - stark - - 

KWS - - - - stark - - 
STP, WÜT am 
Abstandshalter 

stark - - - - - - 

 

Tabelle 9.9 – CIRT I. – Erhöhung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr – Sicherheitsbehälter 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

WRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - - - stark - - 

WRU, Ring- und 
Nebelströmung 

- - - - stark - - 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - - - stark - - 

PRU, PRO, Ring- 
und Nebelströmung 

- - - - stark - - 

PRO, Umgekehrte 
Ringströmung 

- - - - stark - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - - - stark - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - - stark - - - 

WWU, 
Blasenströmung 

- - - - gering - - 

WPU, Ring- und 
Nebelströmung 

- - - - stark - - 

STP, Kritisches 
Ausströmen 

- - - - stark - - 
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Anlage G2 – Correlation, Identification and Ranking Table II. 
 
Tabelle 9.10 – CIRT II. – Verringerung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr – Brennstabhülle 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE 
bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - stark - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - stark - - 

WPU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

stark - gering - - - - 

WPO, 
Nebelströmung 

- - - - stark - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - gering stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

stark - - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - stark - stark - - 

KWS stark - - - stark - - 
STP, WÜT am 
Abstandshalter 

stark - - - - - - 

 
Tabelle 9.11 – CIRT II. – Verringerung der sekundärseitigen Wärmeabfuhr – Druckführende 

Umschließung 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE 
bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

WRU, 
Einphasenströmung 

stark stark - stark stark stark stark 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - stark - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - stark - - 

WPO, 
Nebelströmung 

- - - - stark - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - gering stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

 - - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - stark - stark - - 

STP, Druckverlust 
am Abstandshalter 

stark - - - - - - 
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Anlage G3 – Correlation, Identification and Ranking Table III. 
 
Tabelle 9.12 – CIRT III. – Verringerung der primärseitigen Wärmeabfuhr – Brennstabhülle 

 

Tabelle 9.13 – CIRT III. – Verringerung der primärseitigen Wärmeabfuhr – Druckführende 

Umschließung 

  

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE 
bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - stark - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - stark - - 

WPU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

stark - gering - gering - - 

WPO, 
Nebelströmung 

- - - - gering - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark gering gering stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

stark - - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - stark - stark - - 

KWS stark - - - gering - - 
WPU, 
Blasenströmung 

ge-
ring 

- - - - - - 

STP, WÜT am 
Abstandshalter 

stark - - - - - - 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE 
bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

WRU, 
Einphasenströmung 

stark stark - stark stark stark stark 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

stark - stark - stark - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - gering - stark - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - - stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u Beginn v. Blasen-
sieden 

stark - - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - stark - stark - - 

KWS 
ge-
ring 

- - - gering - - 

STP, WÜT am Ab-
standshalter 

ge-
ring 

- - - - - - 

STP, Druckverlust 
am Abstandshalter 

stark - - - - - - 



9 Anlagenverzeichnis 
 
 

173 

Anlage G4 – Correlation, Identification and Ranking Table IV. 
 
Tabelle 9.14 – CIRT IV. – Änderung der Reaktivität und Leistungsverteilung – 

Brennstabhülle 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - gering - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - gering - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - - stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

stark - - - stark - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - - - stark - - 

WPU, 
Blasenströmung 

stark - - - stark - - 

KWS stark - - - - - - 
STP, WÜT am 
Abstandshalter 

stark - - - - - - 

STP, Druckverlust 
am Abstandshalter 

ge-
ring 

- - - - - - 

 
Tabelle 9.15 – CIRT IV. – Änderung der Reaktivität und Leistungsverteilung – 

Druckführende Umschließung 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

stark - stark - gering - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - gering - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - - stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

stark - 
ge-
ring 

- stark - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - 
ge-
ring 

- stark - - 

WPU, 
Blasenströmung 

stark - stark - stark - - 

KWS stark - - - - - - 
STP, WÜT am 
Abstandshalter 

ge-
ring 

- - - - - - 

STP, Druckverlust 
am Abstandshalter 

stark - - - - - - 
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Anlage G5 – Correlation, Identification and Ranking Table V. 
 

Tabelle 9.16 – CIRT V. – Zunahme Reaktorkühlmittelinventar – Brennstabhülle 

Thermohydraulisch
es Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - - - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - - - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - - stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

stark - - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - - - stark - - 

KWS stark - - - - - - 
WPU, 
Blasenströmung 

stark - - - gering - - 

WPO, 
Nebelströmung 

- - stark - gering - - 

STP, WÜT am 
Abstandshalter 

ge-
ring 

- - - - - - 

STP, Druckverlust 
am Abstandshalter 

stark - - - - - - 

 

Tabelle 9.17 – CIRT V. – Zunahme Reaktorkühlmittelinventar – Druckführende 

Umschließung 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - stark - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - stark - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - - stark gering - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

stark - - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - - - stark - - 

WWU, Unterkühltes 
Blasensieden 

stark - - - gering - - 

WPU, 
Blasenströmung 

stark - - - - - - 

KWS stark - - - - - - 
WPU, 
Blasenströmung 

stark - - - gering - - 

STP, WÜT am 
Abstandshalter 

ge-
ring 

- - - - - - 

STP, Druckverlust 
am Abstandshalter 

stark - - - - - - 
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Anlage G6 – Correlation, Identification and Ranking Table VI. 
 
Tabelle 9.18 – CIRT VI. – Abnahme Reaktorkühlmittelinventar – Brennstabhülle, 

unabhängige Bruchlage bei kleinen Brüchen 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

WRU, 
Einphasenströmung 

stark stark - stark - stark stark 

WRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

stark stark stark stark - gering gering 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - - gering gering 

PRU, Ring- und 
Nebelströmung 

- - stark - - - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - - - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - - - - - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

ge-
ring 

- - - - - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - 
ge-
ring 

- - - - 

WPO, 
Nebelströmung 

- - stark - - - - 

STP, WÜT am 
Abstandshalter 

stark - - - - - - 

 

Tabelle 9.19 – CIRT VI. – Abnahme Reaktorkühlmittelinventar – Sicherheitsbehälter, 

unabhängige Bruchlage bei mittleren bis großen Brüchen 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

WRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - - - - 

WRU, Ring- und 
Nebelströmung 

- - stark - - - - 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - - stark stark 

PRU, PRO, Ring- 
und Nebelströmung 

- - stark - - - - 

PRO, Umgekehrte 
Ringströmung 

- - stark - - - - 

PRO, 
Nebelströmung 

- - stark - - - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark - - stark - - - 

WWU, 
Blasenströmung 

ge-
ring 

- stark - - - - 

WPU, Ring- und 
Nebelströmung 

- - stark - - - - 

STP, Kritisches 
Ausströmen 

- - - - - stark stark 
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Anlage G7 – Correlation, Identification and Ranking Table VI. 
 

Tabelle 9.20 – CIRT VI. – Abnahme Reaktorkühlmittelinventar – Brennstabhülle, 

unabhängige Bruchlage bei mittleren bis großen Brüchen 

Thermohydrau-
lisches Phänomen, 
Strömungsarten 

BE RDB DH pDE bis 
HKMP 

sDE  Heißer 
Strang 

Kalter 
Strang 

WRU, 
Einphasenströmung 

stark stark - stark stark stark stark 

WRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

stark stark stark stark - stark stark 

WRU, Ring- und 
Nebelströmung 

ge-
ring 

stark stark stark - stark stark 

PRU, Blasen- und 
Pfropfenströmung 

- - stark - stark - - 

PRU, Ring- und 
Nebelströmung 

- stark stark stark - gering gering 

PRO, Umgekehrte 
Ringströmung 

stark - - gering - - - 

PRO, 
Nebelströmung 

stark stark stark - - - - 

WWU, 
Einphasenströmung 

stark stark - stark - - - 

WWU, unterkühltes 
u. Beginn v. 
Blasensieden 

ge-
ring 

- - - gering - - 

WWU, 
Behältersieden 

- - 
ge-
ring 

- gering - - 

WWO, 
Nebelströmung 

stark - - - - - - 

WWU, Kondensation - stark - stark gering stark stark 
WPU, Ring- und 
Nebelströmung 

stark stark stark - - - - 

KWS stark - - - - - - 
WPO, Umgekehrte 
Ringströmung 

stark - - - - - - 

WPO, 
Nebelströmung 

stark - - - - - - 

STP, WÜT am 
Abstandshalter 

stark - - - - - - 

STP, Druckverlust 
am Abstandshalter 

stark - - - - - - 

STP, Kritisches 
Ausströmen von 
unterkühlter 
Flüssigkeit 

- - - - - stark stark 
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Anlage H – Beispiele von Punktwolken mit Größenordnungen des 
empirischen Korrelationskoeffizienten rxy und Maß der Sensitivität rnm 

 

 

Abbildung 9.25 – Beispiele von Punktwolken, und Größenordnungen des empirischen 

Korrelationskoeffizienten für experimentelle Datenpaare x, y und Maß für die Sensitivität 

bei Simulationsrechnungen von n Eingabedatensätzen mit m Rechenergebnissen  
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Anlage I – Verlauf der Hüllrohrtemperatur bei 
einem 2F-Bruch der Reaktorkühlmittelleitung 
 

 

Abbildung 9.26 – Belastung des Hüllrohrmaterials bei einem 2F-Bruch einer Reaktorkühl-

mittelleitung [99, S. 57] 
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Anlage J – Anlagenschaltbild des Versuchsstandes FEBA 
zur Untersuchung der Kühlung von Brennstabbündeln 
 

 

Abbildung 9.27 – Anlagenschaltbild des FEBA-Versuchsstandes [99, S. 60]  
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Anlage K1 – Anlagenschaltbild des Versuchsstandes Marviken 
zur Untersuchung von kritischen Zweiphasenströmungen 
 

 

Abbildung 9.28 – Anlagenschaltbild des Marviken-Versuchsstandes [100, S. 15]  
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Anlage K2 – Anschlussleitung und eine Düsenform am Versuchsstand 
Marviken zur Untersuchung der kritischen Zweiphasenströmung 
 

 
Abbildung 9.29 – Anschlussleitung und Düsenform Nr. 1 des Marviken Versuchsstandes 

[100, S. 17, S. 19]  
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Anlage L – Statistische Kennzahlen der thermohydraulischen  
Phänomene für normalverteilte Stichproben zur Durchführung  
von Unsicherheitsanalysen 
 
Tabelle 9.21 – Statistische Kennzahlen zur Durchführung von Unsicherheitsanalysen mit 

dem Programm SUSA 

# Thermohydraulische 
Phänomene, Bezeichnung 

Stich-
probendatei 

Erwar-
tungswert 

Rest-
streuung  

s
U 

1 WWU, Zweiphasenströmung 
Reynolds-Zahl 

Re2Phase 1 0,1 x 

2 WWU, onset of nucleate boiling delTonbSat 1 0,1  
3 WWU, subcooled boiling model, 

stanton number 
stno 1 0,25 

 

4 WWU, boiling model nSteiner 1 0,1  
5 WWU, single-phase turbulent 

forced convection 
Gnielinski 1 0,1 

x 

6 WWU, single-phase turbulent 
forced convection friction factor 

f_Gnielinski 1 0,1 
x 

7 WWU, single-phase Nusselt 
laminar natural convection 

NuLam 1 0,1 
x 

8 WWU, single-phase Nusselt 
turbulent natural convection 

NuTurb 1 0,1 
x 

9 WWU, nucleate boiling, pool 
boiling pressure function 

GetPBFuncP 0 0,117 
 

10 WWU, nucleate boiling, pool 
boiling 

GetPoolBHT
C 

0 0,1 
 

11 WPU, Nusselt no. for bubbly flow nuBubl 1 0,1  
12 WPU, multi-particle terminal 

velocity 
vTermSB 1 0,1 

 

13 WPU, limited relativ velocity for 
small and large bubbles 

vTermLB 0 0,016 
 

14 WRU: single-phase friction factor GetfChurchill 1 0,032  
15 PRU, bubbly/slug flow regime, 

bubble distribution parameter 
cZero 0 0,04 

 

16 PRU, median drift velocity bubbly 
flow 

vgjCT 1 0,1 
 

17 PRU, median drift velocity 
cap/slug flow 

vgjKI 1 0,2 
 

18 WWU, single-phase Nusselt 
laminar flow Re < 250 rod 
geometry 

NulowRe 1 0,1 
 

19 WWU, single-phase Nusselt 
laminar flow Re > 250 rod 
geometry 

NuHiRe 0 0,0262 
 

20 WWU, single-phase Nusselt 
turbulent flow rod geometry 

NuForcedCo
nvTurbRod 

1 0,15 
 

21 WWU, single-phase Nusselt 
natural convection rod geometry 

NuNCLiqRod 1 0,1 
 

22 KWS: Critical Heat Flux (CHF) qCHF 1 0,082  
23 MFS: minimum film boiling 

temperatur 
MFBT 0 23,4 

 

24 WWO, inverted annular film 
boiling 

nuFung 0 0,075 
 

25 WWO, inverted annular film 
boiling rod geometry 

nuFungRod 0 0,051  
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Anlage L, Fortsetzung – Statistische Kennzahlen der thermo- 
hydraulischen Phänomene für normalverteilte Stichproben zur 
Durchführung von Unsicherheitsanalysen 
 
Tabelle 9.21 – Fortsetzung, Statistische Kennzahlen zur Durchführung von Unsicherheits-

analysen mit dem Programm SUSA 

# Thermohydraulische 
Phänomene, Bezeichnung 

Stich-
probendatei 

Erwar-
tungswert 

Rest-
streuung  

s
U 

26 WWO, dispersed flow film boiling 
rod geometry 

NuNCVap 1 0,1  

27 WWO, inverted slug film boiling 
weighting function 

rampISFB 1 0,1  

28 WPU, cap bubble/slug 
modification for subcooled boiling 

alvsb 1 0,1  

29 WPU, annular mist flow, laminar 
film condensation correlation 

GetNuLam 1 0,1  

30 WPU, annular mist flow, turbulent 
pipe liquid film 

NuTurbfilm 1 0,1  

31 WPU, annular mist flow, vapor 
interface Nusselt no. 

Nuv 1 0,1  

32 WPU, annular mist flow, vapor-
side heat transfer coefficient 

cnuv 1 0,1  

33 WPO, inverted annular flow, 
liquid-interface Nu no. 

Nuli_IAFB 1 0,1 x 

34 WPO, dispersed flow, gas-side 
drope Nusselt no. 

NuSngl 1 0,1 x 

35 WPO, dispersed flow, single-
particle terminal velocity 

vSphere 1 0,1 x 

36 WPO, dispersed flow, multi-
particle terminal velocity 

vSphereMP 1 0,1 x 

37 WRU, annular flow friction for 
turbulent flow (two-phase 
multiplier) 

fTurbAN 1 0,1  

38 WRU, annular flow film thickness 
(two-phase multiplier) 

fracWet 1 0,1  

39 WRU, nucleated boiling correction 
factor for bubbly slug flow (two-
phase multiplier) 

cNB 1 0,11  

40 WRO, dispersed flow, effective 
friction factor 

LF 0 0,042  

41 PRU, median drift velocity 
bubble/cap/slug flow fuel rod 
geometry 

bestion 0 0,488  

42 PRU, annular/mist flow interfacial 
phase friction countercurrent flow 

Wallis 1 0,1  

43 PRU, annular/mist flow interfacial 
phase friction cocurrent downflow 

fiAsali 1 0,1  

44 PRU, annular/mist flow 
entrainment model small diameter 
pipe 

entFracsmall 1 0,1  

45 PRU, annular/mist flow 
entrainment model big diameter 
pipe 

entFracbig 1 0,1  

46 PRU, annular/mist flow median 
droplet diameter 

radDrop 1 0,1  
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Anlage L, Fortsetzung – Statistische Kennzahlen der thermo- 
hydraulischen Phänomene für normalverteilte Stichproben zur 
Durchführung von Unsicherheitsanalysen 
 
Tabelle 9.21 – Fortsetzung, Statistische Kennzahlen zur Durchführung von Unsicherheits-

analysen mit dem Programm SUSA 

# Thermohydraulische 
Phänomene, Bezeichnung 

Stich-
probendatei 

Erwar-
tungswert 

Rest-
streuung  

s
U 

47 PRU, annular/mist flow relativ 
droplet velocity sphere drops 

vrelSphere 1 0,1  

48 PRU, annular/mist flow relativ 
droplet non-velocity sphere drops 

vrelDistored 1 0,1  

49 PRO, inverted annular flow 
friction factor for smooth interface 

fismooth 1 0,1 x 

50 PRO, inverted annular flow 
friction factor for wavy interface 

fiwavy 1 0,1 x 

51 PRO, inverted slug flow interfacial 
friction factor 

isci 1 0,1  

52 PRO, dispersed flow terminal 
velocity for large sherical drops 

vStar 0 0,034 x 

53 PRO, dispersed flow drop 
diameter freely falling drops 

dmaxRT 1 0,1 x 

54 PRO, dispersed flow drop 
diameter converting into sauter 
mean diameter 

GetDropdiam 1 0,1 x 

55 PRO, dispersed flow determine 
single-particle drag coefficient; 
Verteilungsparameter P2:0,029, 
Q: Quantile, W: 
Wahrscheinlichkeit 

DropDragCo
ef 

Q: 
0,96 
0,04 

W: 
1,05 
0,91 

x 

56 PRO, dispersed flow determine 
single-particle drag coefficient 
Re>1000 

DropDragCo
efRe 

1 0,1 x 

57 PRO, dispersed flow entrained 
mass flux 

gEnt 1 0,1 x 

58 STP: Critical Flow, subcooled 
liquid 

vc 1 0,1  
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Anlage M – Axiale relative Wärmeleistung am Brennstab  
 

 

Abbildung 9.30 – Relatives Leistungsprofil am Brennstab 
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Anlage N – Vergleich von Unsicherheitsanalysen 
 
Tabelle 9.22 – Eigenschaften von Unsicherheitsanalysen bei verschiedenen Best-

Estimate-Methoden [110, S. 15] 
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Anlage O – Auswahl von Verteilungsfunktionen 
 

 

Abbildung 9.31 – Regeln für die Auswahl von Verteilungsfunktionen [111, S. 30] 
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Anlage P – Nodierungsschema eines 3-Loop-PWR mit TRACE 
 

 

Abbildung 9.32 – Nodierungsschema eines 3-Loop-PWR, ohne Darstellung des Loop 2 
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