
Kapitel 2: Grundlagen 

 

Abbildung 2.4: Ammoniakpartialdruckverlauf im Hilfsgaskreislauf 

Die blaue Kurve zeigt den Ammoniakpartialdruck in der Grenzschicht der Gasphase 

direkt über dem Kondensat. Der Ammoniakpartialdruck in der Kernströmung des Hilfs-

gaskreislaufs ist rot und der in der Grenzschicht direkt über dem Lösungsmittel grün 

dargestellt. Die roten Pfeile zeigen die Strömungsrichtung des Hilfsgaskreislaufs und 

die blauen bzw. grünen Pfeile die Strömungsrichtung von Kondensat bzw. Lösungs-

mittel. In diesem Beispiel findet im Gaswärmeübertrager keine Stoffübertragung und 

somit kein Nachverdunsten von Kondensat statt. Im Kondensator ist während des 

Betriebs der Anlage idealerweise kein Helium vorhanden. Die Kondensationstemper-

atur beträgt in diesem Beispiel 45 °C. Da es sich im Kondensator um ein Reinstoff-

system handelt gilt: 
   

 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝐾𝐾 = 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐾𝐾 = 𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔. (2.1) 

   

Dabei entspricht der Ammoniakpartialdruck in der Grenzschicht 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝐾𝐾 ≈ 18 𝑏𝑏𝑏𝑏𝑏𝑏 

dem Ammoniakpartialdruck in der Kernströmung der Gasphase 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐾𝐾. Im Verdunster 

kommt das Kondensat nun in Kontakt mit dem armen Gas mit einem Molanteil von 
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𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒) aus. Dies hat direkten Einfluss auf den Hilfsgasvolumenstrom. Ein Zu-

sammenhang zwischen dem Ammoniakpartialdruck und dem Hilfsgasvolumenstrom 

lässt sich mit Hilfe von [41] herleiten. Nach dem idealen Gasgesetz gilt für die Masse: 
   

 
𝑀𝑀 =

𝑝𝑝 ⋅ 𝑉𝑉
𝑅𝑅𝑠𝑠 ⋅ 𝑇𝑇

=
𝑝𝑝 ⋅ 𝑉𝑉 ⋅ 𝑀𝑀�
𝑅𝑅𝑚𝑚 ⋅ 𝑇𝑇

. (2.3) 

   

Betrachtet man die Zusammensetzung des reichen Gasgemisches am Verdunster-

austritt beziehungsweise Absorbereintritt, so ergibt sich eine Ammoniakmasse be-

zogen auf die Heliummasse von: 
   

 𝑀𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟

𝑀𝑀𝐻𝐻𝐻𝐻,𝑟𝑟𝑟𝑟
=
𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟

𝑀𝑀�𝐻𝐻𝐻𝐻 ⋅ 𝑝𝑝𝐻𝐻𝐻𝐻,𝑟𝑟𝑟𝑟
=

𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟

𝑀𝑀�𝐻𝐻𝐻𝐻 ⋅ (𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟)
. (2.4) 

   

Analog gilt beim armen Gas am Absorberaustritt beziehungsweise Verdunstereintritt: 
   

 𝑀𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎

𝑀𝑀𝐻𝐻𝐻𝐻,𝑎𝑎𝑎𝑎
=
𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎

𝑀𝑀�𝐻𝐻𝐻𝐻 ⋅ 𝑝𝑝𝐻𝐻𝐻𝐻,𝑎𝑎𝑎𝑎
=

𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎

𝑀𝑀�𝐻𝐻𝐻𝐻 ⋅ (𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎)
. (2.5) 

   

Der verdunstete Ammoniakmassenstrom 𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣 ist die Differenz zwischen dem 

Massenstrom des reichen und des armen Gases. Bezogen auf den umgewälzten 

Heliummassenstrom gilt dann unter Berücksichtigung eines konstanten Helium-

massenstroms 𝑀̇𝑀𝐻𝐻𝐻𝐻,𝑟𝑟𝑟𝑟 = 𝑀̇𝑀𝐻𝐻𝐻𝐻,𝑎𝑎𝑎𝑎 = 𝑀̇𝑀𝐻𝐻𝐻𝐻: 
   

 𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣

𝑀̇𝑀𝐻𝐻𝐻𝐻
=
𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3
𝑀𝑀�𝐻𝐻𝐻𝐻

⋅ �
𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟

𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟
−

𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎

𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎
�. (2.6) 

   

Damit folgt für den Heliummassenstrom, der im Hilfsgaskreislauf zirkulieren muss, um 

den Ammoniakmassenstrom zu verdunsten: 
   

 
𝑀̇𝑀𝐻𝐻𝐻𝐻 =

𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣

𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3
𝑀𝑀�𝐻𝐻𝐻𝐻

⋅ �
𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟

𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟
−

𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎
𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎

�
. (2.7) 
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Anhand von Gleichung (2.7) erkennt man, dass der zirkulierende Heliummassenstrom 

𝑀̇𝑀𝐻𝐻𝐻𝐻 bei einem gleichbleibenden verdunstenden Ammoniakmassenstrom 𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣 an-

steigen muss, wenn der Ammoniakpartialdruck des reichen Gases 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟 sinkt oder 

des armen Gases 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎 steigt. Übertragen auf Abbildung 2.4 bedeutet das, dass der 

Stoffübertragungskoeffizient und die Stoffübertragungsfläche im Verdunster und 

Absorber groß sein sollen. Der Partialdruck des reichen Gases 𝑝𝑝𝑟𝑟𝑟𝑟 = 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 nähert 

sich dann dem Grenzschichtpartialdruck im Verdunster 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 an. Der Am-

moniakpartialdruck des armen Gases 𝑝𝑝𝑎𝑎𝑎𝑎 = 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 erreicht ein Minimum, wenn er 

sich durch eine hohe Stoffübertragung dem Grenzschichtpartialdruck im Absorber 

𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 annähert. Neben der Stoffübertragung muss die Wärmeübertragung 

in Verdunster und Absorber gewährleistet werden, um den benötigten Heliummassen-

strom möglichst gering zu halten. Bei einer schlechten Wärmeübertragung steigt die 

Absorptionstemperatur und die Verdunstungstemperatur sinkt. Dies führt zu einem 

Anstieg von 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 und einer Verringerung von 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎.  

Mit Gleichung (2.3) folgt für die Dichte des Heliums an jedem Punkt im Hilfsgaskreis-

lauf:  
   

 
𝜌𝜌𝐻𝐻𝐻𝐻(𝑥𝑥) =

𝑝𝑝𝐻𝐻𝐻𝐻(𝑥𝑥) ⋅ 𝑀𝑀�𝐻𝐻𝐻𝐻
𝑅𝑅𝑚𝑚 ⋅ 𝑇𝑇(𝑥𝑥)

=
�𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3(𝑥𝑥)� ⋅ 𝑀𝑀�𝐻𝐻𝐻𝐻

𝑅𝑅𝑚𝑚 ⋅ 𝑇𝑇(𝑥𝑥)
. (2.8) 

   

Der Heliumvolumenstrom ändert sich somit kontinuierlich mit der Zusammensetzung 

und der Temperatur des Hilfsgases. Nach dem idealen Gasgesetz ist der Heliumvolu-

menstrom 𝑉̇𝑉𝐻𝐻𝐻𝐻 gleich dem Volumenstrom des gesamten Gasgemisches 𝑉̇𝑉𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔. Er be-

rechnet sich an jeder Stelle 𝑥𝑥 im Hilfsgaskreislauf durch: 
   

 𝑉̇𝑉𝐻𝐻𝐻𝐻(𝑥𝑥) = 𝑉̇𝑉𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔(𝑥𝑥) 

              =
𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣 ⋅ 𝑅𝑅𝑚𝑚 ⋅ 𝑇𝑇(𝑥𝑥)

𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ �
𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟

𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟
−

𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎
𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎

� ⋅ �𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 − 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3(𝑥𝑥)�
. 

(2.9) 

   

Der größte Volumenstrom stellt sich kurz vor dem Eintritt in den Absorber ein, wo der 

Ammoniakpartialdruck 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 = 𝑝𝑝𝑟𝑟𝑟𝑟 ist und die Hilfsgastemperatur bei dieser Kon-

zentration ihren maximalen Wert erreicht. Der kleinste Hilfsgasvolumenstrom liegt 
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analog dazu am Austritt des Gaswärmeübertragers und somit am Eintritt des Ver-

dunsters vor. 

Ist man bei der Auslegung einer Diffusions-Absorptionskältemaschine aufgrund einer 

unzureichenden Stoffübertragung gezwungen, den Hilfsgasvolumenstrom zu erhöhen, 

so müssen die beiden folgenden, negativen Effekte berücksichtigt werden.  

Zunahme des Wärmeverlustes im Gaswärmeübertrager: 

Durch die unvollständige Wärmerückgewinnung wird ein Verlustwärmestrom in den 

Verdunster eingetragen. Dieser beträgt: 
   

 𝑄̇𝑄𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉,𝐺𝐺𝐺𝐺Ü = 𝑐𝑐𝑝𝑝,𝑎𝑎𝑎𝑎 ⋅ 𝑀̇𝑀𝑎𝑎𝑎𝑎 ⋅ �𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 − 𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎�. (2.10) 

   

Unter der Annahme, dass der Wirkungsgrad des Gaswärmeübertragers und somit die 

Temperatur 𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 konstant über dem Massenstrom des armen Gases sind, führt ein 

Anstieg des Hilfsgasvolumenstroms zwar zu einem größeren verdunsteten Ammoniak-

massenstrom 𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣, aber auch zu einem Anstieg der Wärmeverluste. In un-

günstigen Fällen (schlechte Stoffübertragung bei gleichzeitig geringem Wirkungsgrad 

des Gaswärmeübertragers) kann der Wärmeverlust 𝑄̇𝑄𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉,𝐺𝐺𝐺𝐺Ü die Zunahme des ver-

dunsteten Ammoniakmassenstroms übersteigen, sodass die Kälteleistung sogar sinkt.  

Unter Berücksichtigung der Wärmeverluste an die Umgebung 𝑄̇𝑄𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 und bei einer 

Kondensateintrittstemperatur, die der Verdunstertemperatur entspricht, beträgt die 

Kälteleistung: 
   

 𝑄̇𝑄𝐾𝐾ä𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 = 𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣 ⋅ ∆ℎ𝑣𝑣 − 𝑄̇𝑄𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉,𝐺𝐺𝐺𝐺Ü − 𝑄̇𝑄𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

             = 𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣 ⋅ ∆ℎ𝑣𝑣 − 𝑐𝑐𝑝𝑝,𝑎𝑎𝑎𝑎 ⋅ 𝑀̇𝑀𝑎𝑎𝑎𝑎 ⋅ �𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 − 𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎� − 𝑄̇𝑄𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 . 
(2.11) 

   

Zunahme des Druckverlustes im Hilfsgaskreislauf: 

Ein Anstieg des Hilfsgasvolumenstroms führt stets zu einer Erhöhung des Druckver-

lustes durch Rohrreibung. Für diesen gilt bei einer laminaren Rohrströmung des Hilfs-

gases: 
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𝐷𝐷𝑁𝑁𝑁𝑁3 𝐻𝐻2𝑂𝑂⁄ = 7,4 ⋅ 10−8 ⋅

�𝜑𝜑 ⋅ 𝑀𝑀�𝐻𝐻2𝑂𝑂 ⋅ 𝑇𝑇
𝜂𝜂𝐻𝐻20 ⋅ 𝑉𝑉�𝑁𝑁𝑁𝑁3

0,6 . (3.24) 

   

Für Wasser als Lösemittel ist 𝜑𝜑 = 2,6 [66]. Da es sich bei Gleichung (3.24) um eine 

empirische Korrelation handelt, müssen bei der Berechnung des Diffusionskoef-

fizienten die Einheiten beachtet werden. Um den Diffusionskoeffizienten 𝐷𝐷𝑁𝑁𝑁𝑁3 𝐻𝐻2𝑂𝑂⁄  in 

𝑐𝑐𝑐𝑐2 ⋅ 𝑠𝑠−1 zu erhalten, muss die molare Masse 𝑀𝑀�𝐻𝐻2𝑂𝑂 in 𝑔𝑔 ⋅ 𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚−1, die dynamische 

Viskosität 𝜂𝜂𝐻𝐻20 in Centipoise (𝑐𝑐𝑐𝑐) und das molare Volumen in 𝑐𝑐𝑐𝑐3 ⋅ 𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚−1 eingesetzt 

werden. Das molare Volumen wird für flüssiges Ammoniak am „normal boiling point“, 

also dem Normalsiedepunkt bei 1,013 bar, berechnet. Nach [68] gilt für das molare 

Volumen: 
   

 
𝑉𝑉�𝑁𝑁𝑁𝑁3 =

𝑉𝑉𝑁𝑁𝑁𝑁3
𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁𝑁3

=
𝑉𝑉𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ 𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3

𝑀𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3
=
𝑀𝑀�𝑁𝑁𝑁𝑁3
𝜌𝜌𝑁𝑁𝑁𝑁3

. (3.25) 

   

Bei Verwendung der Gleichung (3.24) muss beachtet werden, dass diese von WILKE 

und CHANG für verdünnte Lösungen entwickelt wurde. Der Diffusionskoeffizient eines 

Stoffes in einer Lösung ist aber von der Konzentration der Lösung abhängig. In [60] 

wird als Grenze des Modells der ideal verdünnten Lösung eine Konzentration von 5 % 

bis 10 % angegeben. In HIMMELBLAU [69] sowie in [56] und [60] sind Korrelationen dar-

gestellt, mit denen, basierend auf dem Diffusionskoeffizienten von verdünnten 

Lösungen und mit Hilfe des Aktivitätskoeffizienten 𝛾𝛾, der Diffusionskoeffizient von 

Lösungen mit höheren Konzentrationen berechnet wird. Nach CUSSLER [56] sind die 

Ergebnisse, die durch eine Anpassung mittels des Aktivitätskoeffizienten gewonnen 

werden oftmals falsch, weswegen die Korrelation nur mit Vorsicht angewandt werden 

darf. Im Rahmen dieser Arbeit wird deshalb der Diffusionskoeffizient für verdünnte 

Lösungen nach Gleichung (3.24) verwendet. Eine Übersicht über den Diffusions-

koeffizienten 𝐷𝐷𝑁𝑁𝑁𝑁3 𝐻𝐻2𝑂𝑂⁄  im relevanten Temperatur- und Druckbereich findet sich im 

Anhang A.2. 

3.2. Aufbau der Gesamtsimulation 

In Abbildung 3.2 sind die Systemgrenzen der Gesamtsimulation skizziert. Diese be-

stehen aus den drei Bauteilen: Verdunster, Absorber und Gaswärmeübertrager. 
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Zwischen den Systemgrenzen der Bauteile werden die Massen- bzw. Volumenströme, 

die Molanteile und die Temperaturen des Hilfsgaskreislaufs übergeben. 

 

Abbildung 3.2: Systemgrenzen der Gesamtsimulation 

In Abbildung 3.2 sind alle frei wählbaren Eingabeparameter rot und die berechneten 

Ausgangsgrößen grün umrandet. Die relativen Füllstände im Verdunster 𝑧𝑧𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 und im 

Absorber 𝑧𝑧𝐴𝐴,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒, die hier als Anteil des Innendurchmessers angegeben werden, sind 

die am schwierigsten abschätzbaren Eingabeparameter. Gleichzeitig haben sie einen 

sehr großen Einfluss auf die Ergebnisse der Simulation. Um die Füllstande abzu-

schätzen, wurde ein durchsichtiges Rohr mit Wasser durchströmt. Für den Absorber 

wird daraufhin 
   

 𝑧𝑧𝐴𝐴,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 = 𝑧𝑧𝐴𝐴,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 = 0,2 (3.26) 
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liegen. Trotzdem ist es als Erfolg zu werten, dass die Molanteile im Hilfsgaskreislauf 

mittels des Ultraschall-Clamp-On-Messverfahrens kontinuierlich erfasst werden 

können.  

Durch die Entnahme zweier weiterer Gasproben beim selben Betriebspunkt aus dem 

Strang des reichen und des armen Gases, wurden die jeweiligen Ammoniakpartial-

drücke bestimmt. Unter Verwendung von Gleichung (2.9) und (2.11) lässt sich der 

Volumenstrom des armen Gases aus den Ammoniakpartialdrücken des reichen und 

des armen Gases und der gemessenen Kälteleistung berechnen. Der mit dem Ultra-

schallsensor gemessene Volumenstrom ist in diesem Betriebspunkt etwa 13 % größer 

als der berechnete Volumenstrom des armen Gases.  

In Abbildung 4.3 ist der Ammoniakmolanteil des armen Gases über der Versuchsdauer 

aufgetragen. 

 

Abbildung 4.3: Abhängigkeit des Ammoniakmolanteils des armen Gases von 
der Absorbereintrittstemperatur der armen Lösung 
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4.2.4. Ammoniakmassenanteil und Massenstrom des Kondensats 
Vor dem Eintritt des Kondensats in den Kondensatvorkühler (Messstelle 23) ist ein 

Coriolismessgerät (CMFS010) der Firma Emerson eingebaut. Dieses ermöglicht die 

Messung des Massenstroms und der Dichte des Kondensats. Daraus lässt sich mit 

Hilfe einer Stoffdatenbank der Ammoniakmassenanteil des Kondensats 𝜉𝜉𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾 be-

rechnen: 
   

 𝜉𝜉𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾 = 𝑓𝑓�𝜌𝜌𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝜗𝜗𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾 ,𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔�. (4.6) 

   

Bei einem Massenstrom des Kondensats von 2 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1 hat das Coriolismessgerät 

einen maximalen Fehler von 0,1 % des Messwerts und bei der Dichte beträgt die 

maximale Abweichung ± 0,5 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ 𝑚𝑚−3. Anhand der Messung des Ammoniakmassen-

anteils und des Massenstroms des Kondensats wird der Dephlegmator ausgelegt. In 

Abbildung 4.4 sind die beiden Messwerte zusammen mit der Kälteleistung über der 

Messdauer dargestellt.  

 

Abbildung 4.4: Einfluss des Ammoniakmassenanteils und des Massenstroms 
des Kondensats auf die Kälteleistung 

Zu Beginn der Messung haben alle fünf Rippenrohre ein Gefälle in Richtung des 

Kondensatvorkühlers und des Verdunsters und stellen somit den Kondensator dar. 
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Lediglich der 0,5 m lange Edelstahlschlauch zwischen dem Austreiber und dem ersten 

Rippenrohr dient als Dephlegmator. Das ausgetriebene Wasser kondensiert erst in 

den Rippenrohren und fließt als Kondensat ab. Nach 110 Minuten wird das erste 

Rippenrohr so geneigt, dass es nun der Dephlegmator ist. Der Großteil des im Dampf 

enthaltenen Wassers kondensiert im Dephlegmator aus und fließt zurück in den 

Sammler des Austreibers. Im Kondensator kommt deshalb weniger Dampf an als 

zuvor, jedoch mit einem größeren Ammoniakmassenanteil. In Tabelle 4.2 ist die 

maximal mögliche Kälteleistung für beide Varianten berechnet. Dabei werden im 

Verdunster Gleichgewichtsbedingungen und eine homogene Temperatur ange-

nommen. Zudem gilt, dass im Verdunster nur Ammoniak aus dem Kondensat ver-

dunstet und die Wärmeverluste vernachlässigt werden. Der Ammoniakpartialdruck in 

der Grenzschicht wird mit 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 = 6 𝑏𝑏𝑏𝑏𝑏𝑏 angenommen. 

 Formelzeichen Einheit ohne Deph. mit Deph. 

gemessene 
Werte 

𝑀̇𝑀𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 [𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1] 1,64 1,43 

𝜉𝜉𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 �𝑘𝑘𝑘𝑘𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ 𝑘𝑘𝑘𝑘𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿−1 � 0,93 0,98 

𝜗𝜗𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 [°𝐶𝐶] 15,0 15,0 

 geschätzter 
Wert 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 [𝑏𝑏𝑏𝑏𝑏𝑏] 6,0 6,0 

berechnete 
Werte 

𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑓𝑓𝑓𝑓,𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 [𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1] 1,525 1,401 

𝑀̇𝑀𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 [𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1] 0,665 0,166 

𝜉𝜉𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 �𝑘𝑘𝑘𝑘𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ 𝑘𝑘𝑘𝑘𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿−1 � 0,827 0,827 

𝑀̇𝑀𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣𝑣 [𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1] 0,975 1,264 

𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑓𝑓𝑓𝑓,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 [𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1] 0,550 0,137 

𝑸̇𝑸𝑲𝑲ä𝒍𝒍𝒍𝒍𝒍𝒍,𝒕𝒕𝒕𝒕𝒕𝒕𝒕𝒕 [𝑾𝑾] 331,04 427,96 

Tabelle 4.2: Berechnung der theoretisch möglichen Kälteleistung 

Der Kondensat- und der Ammoniakmassenstrom am Eintritt in den Verdunster sind 

ohne den Einsatz des Dephlegmators größer. Trotzdem verdunstet bei einem vor-

handenen Dephlegmator ein größerer Ammoniakmassenstrom. Der Grund dafür ist, 

dass sich bei einem gleichen Ammoniakpartialdruck in der Grenzschicht des Gases 

𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 derselbe Ammoniakmassenanteil 𝜉𝜉𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 am Austritt der Lösung aus 

dem Verdunster einstellt. Da ohne Dephlegmator der Massenstrom des Wassers am 
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Eintritt circa viermal so groß ist, strömt der vierfache Ammoniakmassen-

strom 𝑀̇𝑀𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑓𝑓𝑓𝑓,𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 unverdunstet, im Wasser gelöst, aus dem Verdunster. Über eine 

Energiebilanz der ein- und austretenden Stoffströme lässt sich die theoretisch 

mögliche Kälteleistung berechnen. Diese beträgt mit einem Dephlegmator 428 W im 

Gegensatz zu 331 W bei der Variante ohne Dephlegmator. Die in Abbildung 4.4 dar-

gestellte, tatsächlich gemessene Kälteleistung bestätigt diese theoretische Be-

trachtung – durch das Hinzuschalten des Dephlegmators steigt die gemessene Kälte-

leistung von 283 W auf 302 W an.  

Neben der Länge des Dephlegmators gibt es weitere Prozessgrößen, die den Massen-

strom und den Massenanteil des Kondensats beeinflussen, wie z.B. den Gesamtdruck 

der Anlage, die Umgebungstemperatur, die Konvektion auf der Außenseite des 

Rippenrohres und der Massenstrom bzw. Ammoniakmassenanteil des Dampfes am 

Eintritt des Dephlegmators. Zusätzlich variiert die oben durchgeführte Rechnung sehr 

stark mit dem Ammoniakpartialdruck der Grenzschicht, der durch die Verdunster-

temperatur vorgegeben wird. Mit Hilfe des Coriolismessgeräts kann somit 

kontinuierlich ermittelt werden, ob sich die Variation eines Prozessparameters auf den 

Massenstrom und den Ammoniakmassenanteil des Kondensats und somit direkt auf 

den Verdunster sowie die Kälteleistung auswirkt. Die meisten der genannten Prozess-

größen beeinflussen zusätzlich auch die anderen Bauteile der Diffusions-Absorptions-

kältemaschine und somit indirekt die Kälteleistung. 

4.2.5. Ammoniakmassenanteil und Massenstrom der armen Lösung 
Nach dem Austritt der armen Lösung aus dem Lösungsmittelwärmeübertrager ist ein 

Coriolismessgerät (CMF025) der Firma Emerson eingebaut (Messstelle 24). Mit ihm 

werden der Massenstrom der armen Lösung und die Dichte gemessen. Daraus lässt 

sich analog zu Gleichung (4.6) der Ammoniakmassenanteil der armen Lösung 𝜉𝜉𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎 

berechnen. Bei einem Massenstrom der armen Lösung von 20 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1 beträgt der 

maximale Fehler 0,1 % des Messwerts und bei der Dichte beträgt die maximale 

Abweichung ± 0,5 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ 𝑚𝑚−3. Neben der Absorbertemperatur, wie in Abbildung 4.3 

gezeigt, haben der Massenstrom bzw. der Ammoniakmassenanteil der armen Lösung 

den Haupteinfluss auf die Absorption und somit auf den Ammoniakmolanteil im armen 

Gas. 

Ein Beispiel hierfür ist in Abbildung 4.5 dargestellt. Mit Hilfe der Messdaten des 

Coriolismessgerätes und des UIltraschall-Clamp-On-Sensors wird der Einfluss des 
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Ammoniakmassenanteils der armen Lösung auf den Ammoniakmolanteil des armen 

Gases gezeigt. 

 

Abbildung 4.5: Abhängigkeit des Molanteils des armen Gases von dem 
Ammoniakmassenanteil der armen Lösung 

Während des Anlagenbetriebs wird kurz vor dem Eintritt in das Coriolismessgerät 

(Messstelle 24) mit einer Hochdruckhandpumpe mehrmals circa 50 g Wasser in die 

arme Lösung gepumpt – das erste Mal circa 70 Minuten nach Beginn der Messung. 

Der Ammoniakmassenanteil der armen Lösung sinkt schlagartig von durchschnittlich 

0,3 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ 𝑘𝑘𝑘𝑘−1 auf 0,18 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ 𝑘𝑘𝑔𝑔−1. Nach dem Einpumpen des Wassers steigt der 

Ammoniakmassenanteil wieder auf seinen Ausgangswert an. Nach weiteren zehn 

Minuten ist die nun ärmere Ammoniak-Wasser-Lösung durch den Absorber, das 

Reservoir und den Austreiber wieder am Coriolismessgerät angelangt, sodass der 

Ammoniakmassenanteil sinkt und sich zwischen der 120. und 150. Minute bei circa 

0,285 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ 𝑘𝑘𝑘𝑘−1 einpendelt. Der Ammoniakmolanteil im armen Gas folgt dem 

Ammoniakmassenanteil in der Lösung mit einer zeitlichen Verzögerung von circa fünf 

Minuten, die sich aus der unterschiedlichen Position der Messgeräte ergibt. Vor dem 

ersten Einpumpen des Wassers liegt der durchschnittliche Ammoniakmolanteil bei 
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vorherigen 5 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1 und 31 𝑘𝑘𝑘𝑘 ⋅ ℎ−1. Da die Prozessinstabilität durch den Bypass 

verhindert wird, ist der Hauptvorteil des verringerten Rohrvolumens das verbesserte 

Startverhalten der Diffusions-Absorptionskältemaschine. Der Fördermassenstrom der 

Thermosiphonpumpe ist zu Beginn sehr gering. Erst wenn die arme Lösung die reiche 

Lösung vorwärmt, steigt der geförderte Massenstrom an und die maximale Kälte-

leistung wird erreicht. Das Zeitintervall zwischen dem Beginn der Austreiberbeheizung 

und dem Erreichen der maximalen Kälteleistung des Kälteprozesses ist somit pro-

portional zum Rohrvolumen zwischen dem Austritt aus dem Austreiber und dem Eintritt 

in den Lösungsmittelwärmeübertrager. Zusätzlich verringert sich das Zeitintervall, bis 

erstmals Kälteleistung messbar ist. Im vorliegenden Fall verkürzt sich dieses bis zum 

Start des Kälteprozesses von elf auf acht Minuten. 

Die folgenden Umbauten reduzieren das Rohrvolumen im Strang der armen Lösung 

weiter, sodass durch die in Kapitel 2.4 berechnete Höhe ℎ3 der Druckverlust in der 

Rohrleitung und dem Lösungsmittelwärmeübertrager gerade noch überwunden 

werden kann. Durch die Reduzierung des Rohrvolumens auf schlussendlich 0,29 l 

stabilisiert sich der Prozess selbst bei geschlossenem Bypass [80]. Allerdings sind die 

Amplituden der einzelnen Messgrößen bei einer geöffneten Bypassleitung zu Beginn 

geringer und der Prozess stabilisiert sich schneller. 

4.4. Untersuchung des zwangsumgewälzten Hilfsgaskreislaufs  

Mittels des in Kapitel 4.2.3 vorgestellten Verfahrens werden zwei weitere Gasproben 

aus dem Hilfsgaskreislaufs entnommen. Die erste Probe zur Bestimmung des 

Ammoniakmolanteils des armen Gases 𝑦𝑦𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎 wird an Messstelle 29 entnommen. Die 

zweite Probe wird an Messstelle 30 entnommen. Dadurch wird der Ammoniakmolanteil 

des reichen Gases 𝑦𝑦𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟 bestimmt. Beide Proben werden bei konstanten Betriebs-

parametern der Anlage entnommen. Mittels der zusätzlichen Messgrößen wie den 

Massenströmen, den Temperaturen und dem Gesamtdruck werden die in Abbildung 

2.4 dargestellten Partialdrücke im Hilfsgaskreislauf berechnet. Da in der Diffusions-

Absorptionskältemaschine ein Kondensatvorkühler eingebaut ist, werden die Austritts-

bedingungen aus dem Verdunster durch die Austrittsbedingungen aus dem Konden-

satvorkühler ersetzt. Unter der Annahme eines Ammoniakmolanteils im Kondensat 

von 𝑥𝑥𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾 = 1 und mit einer gemessenen Austrittstemperatur des reichen Gases 

aus dem Kondensatvorkühler von 𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 = 18,46 °𝐶𝐶 folgt 𝑝𝑝𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 =
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Aus Abbildung 4.13 geht hervor, dass die Temperatur des armen Gases in allen Mess-

reihen in Stufe 4 und Stufe 5 über die Umgebungstemperatur steigt. Die Messreihe 

„freie Konvektion“ zeigt, dass in diesem Fall die Wärmeabgabe am Absorber die Stoff-

übertragung limitiert. Bei den anderen Messreihen ist die Temperatur des armen 

Gases an der Rohroberfläche bis zur Drehzahlstufe 3 nie größer als die Umgebungs-

temperatur. Am gasseitigen Austritt des Absorbers wird somit keine Wärme an die 

Umgebung abgegeben. Erst bei einem Anstieg des absorbierten Ammoniakmassen-

stroms in den letzten beiden Drehzahlstufen findet eine Wärmeabgabe in diesem 

Bereich des Absorbers statt. In der untersuchten Diffusions-Absorptionskältemaschine 

ist dieser Bereich unberippt, was für den Hilfsgaskreislauf mit Naturzirkulation aus-

reichend ist. Bei einer Diffusions-Absorptionskältemaschine mit einem höheren Gas-

volumenstrom oder einer größeren Phasengrenzfläche pro Meter Rohr hingegen steigt 

der absorbierte Ammoniakmassenstrom an. Um den daraus resultierenden größeren 

Wärmestrom abzuführen muss dann der gesamte Absorber mit Rippen versehen 

werden. 

4.5. Optimierung der Wärmeübertrager 

Neben der Untersuchung der Stoffübertragung im Absorber und Verdunster, wurden 

im Rahmen dieser Arbeit der Lösungsmittel- und der Gaswärmeübertrager sowie der 

Kondensat- und der Absorbervorkühler optimiert. Nach der wärmetechnischen Aus-

legung der Wärmeübertrager erfolgte jeweils ein Test in der Anlage. Durch den 

modularen Aufbau, bei welchem die einzelnen Wärmeübertrager durch eine Ver-

schraubung in der Anlage integriert sind, wurden im Labor insgesamt dreizehn 

Anlagenkonfigurationen untersucht. Im Folgenden sind die bei der Untersuchung der 

einzelnen Wärmeübertrager gewonnenen Erkenntnisse sowie die daraus resul-

tierende Konfiguration der Wärmeübertrager erläutert. 

4.5.1. Lösungsmittelwärmeübertrager 
Beim Einsatz eines Plattenwärmeübertragers im Lösungsmittelkreislauf tritt das 

Problem auf, dass die Massenströme mit circa 5 kg ⋅ ℎ−1 bis 15 kg ⋅ ℎ−1 sehr gering 

sind. Gleichzeitig beträgt die Temperaturdifferenz zwischen dem Eintritt der armen und 

der reichen Lösung zwischen 40 K und 70 K. Zusätzlich darf der Druckverlust maximal 

10 mbar betragen. Im Rahmen der Versuche wurden mehrere Edelstahl-Platten-

wärmeübertrager der Serie AlfaNova14 von Alfa Laval untersucht. Dabei wurde zum 
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dargestellt. Man erkennt, dass der Wirkungsgrad der Edelstahlharfe bei einer Global-

strahlung von 𝐼𝐼𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 =  1000 𝑊𝑊 ⋅ 𝑚𝑚−2 zwischen neun und zwölf Prozentpunkten 

geringer als der Wirkungsgrad des Originalkollektors ist. Der Wirkungsgrad des 

Kupfermäanders zur Brauchwassererwärmung ist ebenfalls um bis zu fünf Prozent-

punkte geringer als der des Originalkollektors, da die Anordnung des Mäanders 

geändert werden musste, um die zusätzliche Edelstahlharfe zu integrieren. 

 

Abbildung 5.2: Wirkungsgradkennlinien des Kollektoraustreibers „Prototyp-1“ 
und des Originalkollektors 

Die Messdaten der elektrisch beheizten Diffusions-Absorptionskältemaschine zeigen, 

dass die Temperatur im Austreiber je nach Einfüllkonzentration und Betriebszustand 

zwischen 100 °C und 110 °C liegt. Bei einer Globalstrahlung von 𝐼𝐼𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 = 1000 𝑊𝑊 ⋅ 𝑚𝑚−2 

und einer Kollektoraperturfläche von 𝐴𝐴𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾 = 2,48 𝑚𝑚2 ergibt sich eine thermische 

Austreiberleistung von 𝑄̇𝑄𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑡𝑡ℎ𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 = 987 bis 𝑄̇𝑄𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑡𝑡ℎ𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 = 1096 𝑊𝑊. Die optimale 

Austreiberleistung der elektrisch beheizten Diffusions-Absorptionskältemaschine liegt 

aber bei circa 1600 W (siehe Kapitel 4.4). Zusätzlich ist die Globalstrahlung auf eine 

Kollektorebene in Südausrichtung mit einem Neigungswinkel von 60° gegenüber der 
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Horizontalen am Standort Stuttgart von Anfang Mai bis Ende Juni stets kleiner als 

𝐼𝐼𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 = 980 𝑊𝑊 ⋅ 𝑚𝑚−2 [85]. Deshalb muss der Kollektorwirkungsgrad der Edelstahlharfe 

verbessert werden, um die Kälteleistung und die Anzahl der Betriebsstunden der 

Diffusions-Absorptionskältemaschine zu steigern. 

5.2. Förderverhalten von gequetschten und flächig beheizten Rohren 

Die Kontaktfläche zwischen dem Absorberblech des Kollektors und dem Austreiber-

rohr ist die wärmeübertragende Fläche für den Wärmestrom vom Absorberblech zur 

Ammoniak-Wasser-Lösung im Austreiber. Eine Vergrößerung dieser Fläche bietet 

eine Möglichkeit zur Verbesserung des Wirkungsgrades des Kollektoraustreibers. Die 

Edelstahlharfe des Kollektoraustreibers „Prototyp-1“ besteht aus runden Edelstahl-

rohren. Die Kontaktfläche bzw. wärmeübertragende Fläche zwischen dem ebenen 

Absorberblech und dem zylindrischen Austreiberrohr ist klein (siehe Abbildung 5.3). 

Die Temperaturdifferenz zwischen dem Absorberblech und der Ammoniak-Wasser-

Lösung im Austreiber, als treibende Temperaturdifferenz für den Wärmestrom, ist 

folglich groß. Normalerweise werden beim Solarkollektor der Firma Schüco die ver-

wendeten Kupferrohre kollektorseitig gequetscht, sodass sie einen ovalen Rohrquer-

schnitt haben, die Kontaktfläche zwischen Absorberblech und Rohr vergrößert und die 

Temperaturdifferenz verringert wird. 

 

Abbildung 5.3: Vergrößerung der Kontaktfläche durch Quetschung der 
Austreiberrohre (in Anlehnung an [86]) 

In einem optimierten Kollektoraustreiber „Prototyp-2“ sollen ebenfalls gequetschte, 

ovale Edelstahlrohre, wie in Abbildung 5.3 dargestellt, als Thermosiphonrohre ver-

wendet werden. Deshalb wird der Einfluss der gequetschten, ovalen Rohrgeometrie 
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reduziert werden. Dies kann durch einen größeren Rohrdurchmesser erreicht werden, 

was aber den negativen Nebeneffekt mit sich bringt, dass die Wandstärke und infolge-

dessen das Anlagengewicht ansteigt. Idealerweise kann durch Rohreinbauten, bei 

gleichbleibender Größe der Phasengrenzfläche und des Strömungsquerschnitts, die 

Rohrlänge reduziert werden. Dadurch sinkt der Druckverlust, dementsprechend 

steigen der Gasvolumenstrom sowie die Kälteleistung. 

Die Arbeit zeigt, dass neben dem Einsatz des Absorbervorkühlers die Verwendung 

eines Platten-Lösungsmittelwärmeübertragers eine hohe Kälteleistung und Leistungs-

zahl der Diffusions-Absorptionskältemaschine ermöglicht. Mit dem in Kapitel 4.5.1 

beschriebenen Plattenwärmeübertrager wird ein hoher Wirkungsgrad von bis zu 0,91, 

bei einem gleichzeitig beherrschbaren Druckverlust von circa 10 mbar, erreicht. 

Parallel zur Untersuchung des Prozesses an der elektrisch beheizten Diffusions-

Absorptionskältemaschine wurde der direkt solarbeheizte Kollektoraustreiber ent-

wickelt. Neben einem Kupferkreislauf zur Brauchwassererwärmung ist der Edelstahl-

austreiber des Kälteprozesses direkt in einen doppelt verglasten Flachkollektor in-

tegriert. Eine Vermessung des Kollektoraustreibers im institutseigenen Sonnen-

simulator zeigt, dass der Kollektorwirkungsgrad des Edelstahlkreislaufs um bis zu 

zwölf Prozentpunkte unterhalb des Originalkollektors liegt. Im Kollektoraustreiber 

„Prototyp-2“ kommen, nach erfolgreichen Voruntersuchungen des Förderverhaltens, 

gequetschte Austreiber-/Thermosiphonrohre zur Kontaktflächenvergrößerung zum 

Einsatz. Zusätzlich ist die Anzahl der Austreiberrohre auf sechs erhöht und die Wand-

stärke auf 0,5 mm halbiert. Eine weitere Vermessung im Sonnensimulator zeigt, dass 

der Kollektorwirkungsgrad durch diese Maßnahmen nicht ansteigt. 

Mit den Erkenntnissen aus der Vermessung der elektrisch beheizten Diffusions-

Absorptionskältemaschine, wurde eine Demonstrationsanlage aufgebaut, deren 

Austreiber in einen Solarkollektor integriert ist. Diese Demonstrationsanlage erzielte 

am 04.09.2013 eine Kälteleistung von circa 228 W im Freiluftprüfstand und 226 W bei 

der Vermessung im Sonnensimulator. Im Freiluftprüfstand wurde am 04.09.2013 mit 

einer nach Süden ausgerichteten Anlage ohne Sonnennachführung über einen Zeit-

raum von 5,5 h Kälte erzeugt. Somit ist die Machbarkeit des Konzeptes einer direkt 

solarthermisch angetriebenen Diffusions-Absorptionskältemaschine nachgewiesen. 

Um die Kälteleistung und die Leistungszahl einer direkt solarthermisch angetriebenen 

Diffusions-Absorptionskältemaschine in Zukunft zu steigern, zeigt die Arbeit zwei 
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Möglichkeiten auf. Zum einen bieten Rohreinbauten die Möglichkeit, die Rohrlänge, 

bei einer gleichbleibenden Größe der Phasengrenzfläche und des Strömungsquer-

schnitts, zu reduzieren. Im Anhang A.6 ist diese Idee am Beispiel einer gasdurch-

lässigen Membran skizziert. Zum anderen muss der Kollektorwirkungsgrad des Edel-

stahlkreislaufs des Kollektoraustreibers gesteigert werden. Durch die in den letzten 

Jahren erzielten Fortschritte stellen Vakuumflachkollektoren eine interessante Alter-

native dar, wie anhand der Wirkungsgradkennlinie im Anhang A.11 zu sehen ist. 
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Anhang 

Anhang 

A.1 Berechnung des Kollisionsintegrals 

Berechnung des Kollisionsintegrals Ω𝑁𝑁𝑁𝑁3 𝐻𝐻𝐻𝐻⁄  nach [62]: 

Ω𝑁𝑁𝑁𝑁3 𝐻𝐻𝐻𝐻⁄ =
𝐴𝐴

(𝑇𝑇∗)𝐵𝐵
+

𝐶𝐶
exp (𝐷𝐷 ⋅ 𝑇𝑇∗)

+
𝐸𝐸

exp (𝐹𝐹 ⋅ 𝑇𝑇∗)
+

𝐺𝐺
exp (𝐻𝐻 ⋅ 𝑇𝑇∗)

 

mit 

𝑇𝑇∗ = 𝑇𝑇 ⋅
𝑘𝑘𝐵𝐵

𝜀𝜀𝑁𝑁𝑁𝑁3 𝐻𝐻𝐻𝐻⁄
= 𝑇𝑇 ⋅

𝑘𝑘𝐵𝐵
�𝜀𝜀𝑁𝑁𝑁𝑁3 ⋅ 𝜀𝜀𝐻𝐻𝐻𝐻

= 𝑇𝑇 ⋅ �
𝑘𝑘𝐵𝐵
𝜀𝜀𝑁𝑁𝑁𝑁3

⋅
𝑘𝑘𝐵𝐵
𝜀𝜀𝐻𝐻𝐻𝐻

 

und 

𝜀𝜀𝑁𝑁𝑁𝑁3
𝑘𝑘𝐵𝐵

= 558,3 𝐾𝐾 

𝜀𝜀𝐻𝐻𝐻𝐻
𝑘𝑘𝐵𝐵

= 10,2 𝐾𝐾 

𝐴𝐴 = 1,06036 

𝐵𝐵 = 0,15610 

𝐶𝐶 = 0,19300 

𝐷𝐷 = 0,47635 

𝐸𝐸 = 1,03587 

𝐹𝐹 = 1,52996 

𝐺𝐺 = 1,76474 

𝐻𝐻 = 3,89411 
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A.2 Berechnete Diffusionskoeffizienten 

𝑇𝑇 
[𝐾𝐾] 

𝑝𝑝 
[𝑏𝑏𝑏𝑏𝑏𝑏] 

𝐷𝐷𝑁𝑁𝑁𝑁3/𝐻𝐻𝐻𝐻 
[10−2 ⋅ 𝑐𝑐𝑐𝑐2 ⋅ 𝑠𝑠−1] 

𝐷𝐷𝑁𝑁𝑁𝑁3/𝐻𝐻2𝑂𝑂 
[10−5 ⋅ 𝑐𝑐𝑐𝑐2 ⋅ 𝑠𝑠−1] 

293,15 

12 6,61 2,15 

14 5,66 2,15 

16 4,95 2,15 

18 4,40 2,15 

20 3,96 2,15 

303,15 

12 7,00 2,79 

14 6,00 2,79 

16 5,25 2,79 

18 4,67 2,79 

20 4,20 2,79 

313,15 

12 7,40 3,52 

14 6,35 3,52 

16 5,55 3,52 

18 4,94 3,52 

20 4,44 3,52 

323,15 

12 7,82 4,34 

14 6,70 4,34 

16 5,86 4,34 

18 5,21 4,34 

20 4,69 4,34 

Tabelle A.2: Übersicht der berechneten Diffusionskoeffizienten 𝐷𝐷𝑁𝑁𝑁𝑁3/𝐻𝐻𝐻𝐻  und 𝐷𝐷𝑁𝑁𝑁𝑁3/𝐻𝐻2𝑂𝑂 
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A.3 Geometrie der Zweiphasenströmung im Absorberrohr 

 

Abbildung A.3: Geometrie der Zweiphasenströmung im Absorberrohr 

 

Für die Geometrie des Kreissegments gilt mit dem Mittelpunktswinkel 𝛼𝛼 im Bogenmaß: 

ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓 = 𝑧𝑧 ⋅ 𝑑𝑑𝑖𝑖 =
𝑑𝑑𝑖𝑖
2
⋅ �1 − cos �

𝛼𝛼
2
�� 

und 

𝐴𝐴𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺𝐺 = 𝑆𝑆 ⋅ 𝐿𝐿 = 𝐿𝐿 ⋅ 𝑑𝑑𝑖𝑖 ⋅ sin �
𝛼𝛼
2
� 

𝐴𝐴𝑄𝑄𝑄𝑄𝑄𝑄𝑄𝑄,𝑓𝑓𝑓𝑓 =
𝑑𝑑𝑖𝑖2

8
⋅ (𝛼𝛼 − sin(𝛼𝛼)) 

𝐴𝐴𝑄𝑄𝑄𝑄𝑄𝑄𝑄𝑄,𝑔𝑔 = 𝑑𝑑𝑖𝑖2 ⋅ �
𝜋𝜋
4
−

1
8
⋅ (𝛼𝛼 − sin(𝛼𝛼))� 
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Anhang 

A.4 Messtechnik der elektrisch beheizten DAKM 

Nr. Messgerät Hersteller Typ Messgröße 

1 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑉𝑉,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 

2 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑉𝑉,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

3 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝐺𝐺𝐺𝐺Ü,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 

4 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝐺𝐺𝐺𝐺Ü,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

5 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐺𝐺𝐺𝐺Ü,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 

6 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐺𝐺𝐺𝐺Ü,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

7 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control  

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 

8 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control  

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

9 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control  

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 

10 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control  

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

11 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control  

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒  
𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎  

12 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿Ü,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒  

13 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿Ü,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎  

14 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿Ü,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒  

15 Mantel-PT-100 
(intern) Rössel Messtechnik GmbH WS-1,5-1Pt-1/10B-100, 

4 Leiter 𝜗𝜗𝑟𝑟𝑟𝑟,𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿Ü,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎  

16 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control 

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎  

17 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control 

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐷𝐷𝐷𝐷𝐷𝐷ℎ,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒  

18 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control 

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐷𝐷𝐷𝐷𝐷𝐷ℎ,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎  
𝜗𝜗𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐾𝐾,𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒  

19 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control 

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐾𝐾,𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀  

20 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control 

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝐾𝐾,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎  
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21 Anlege-PT-100 
(extern) Temperature Control 

LS1 PT100 1/3B 
4 Leiter 

𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎  

22 Magnetisch induktiver 
Durchflussmesser 

KROHNE Messtechnik 
GmbH 

AQUAFLUX  
DN15/DN½“, PN40 bar 

𝑉̇𝑉𝐻𝐻2𝑂𝑂,𝑉𝑉 

23 Coriolis-
Durchflussmesser 

Emerson Process 
Management GmbH  CMFS010M 

𝑀̇𝑀𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝐾𝐾,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 
𝜌𝜌𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾𝐾,𝐾𝐾,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

24 Coriolis-
Durchflussmesser 

Emerson Process 
Management GmbH CMF025 

𝑀̇𝑀𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿Ü,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 
𝜌𝜌𝑎𝑎𝑎𝑎,𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿Ü,𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎 

25 Clamp-On-
Ultraschallmessgerät Flexim GmbH PIOX TS374 

𝑐𝑐𝑆𝑆𝑆𝑆ℎ𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎,𝑎𝑎𝑎𝑎  
𝑉̇𝑉𝑎𝑎𝑎𝑎  

26 Drucksensor 
Omega  

(Newport Electronics GmbH) 
PAA21Y-V-25 𝑝𝑝𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔𝑔 

27 Spannungswandler Müller+Ziegler 
UgT-MU 0-300V; 
4-20mA/2-10V 

𝑈𝑈𝐻𝐻𝐻𝐻 

28 Stromwandler Müller+Ziegler 
IgT-MU 0-10A;  
4-20mA/2-10V 

𝐼𝐼𝐻𝐻𝐻𝐻 

29 Probenentnahme-
zylinder Swagelok Probenentnahme-

zylinder 50C 
𝑦𝑦𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑎𝑎𝑎𝑎  
𝑦𝑦𝐻𝐻𝐻𝐻,𝑎𝑎𝑎𝑎  

30 Probenentnahme-
zylinder Swagelok Probenentnahme-

zylinder 50C 
𝑦𝑦𝑁𝑁𝑁𝑁3,𝑟𝑟𝑟𝑟 
𝑦𝑦𝐻𝐻𝐻𝐻,𝑟𝑟𝑟𝑟 

31 Thermoelement Rössel Messtechnik GmbH NiCr-Ni (Typ K) Kl. 1 𝜗𝜗𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎  

Tabelle A.4: Übersicht der Messstellen und Messgeräte der elektrisch beheizten 
DAKM   
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A.5 Antrieb zur Zwangsumwälzung des Hilfsgaskreislaufs 

 

 

 

 

 

 

 

 

Abbildung A.5: Bilder und Konstruktionszeichnung des magnetgekuppelten Antriebs 
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A.6 Einsatz einer gasdurchlässigen Membran 

 

 

Abbildung A.6: Prinzipskizze des Absorbers ohne gasdurchlässige Membran im 
Absorber (oben) und mit gasdurchlässiger Membran (unten) 
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A.7 Kollektoraustreiber „Prototyp-1“ 

 

Abbildung A.7: Konstruktionszeichnung des Kollektoraustreibers „Prototyp-1“ 
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A.11 Wirkungsgradkennlinie des Vakuumflachkollektors 

 

Abbildung A.11: Wirkungsgradkennlinie des Vakuumflachkollektors im Vergleich zum 
Kupfer- und Edelstahlkreislauf des Kollektoraustreibers „Prototyp-2“ 
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