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(IFSW) beschäftigt sich unter verschiedenen Aspekten und in vielfältiger 
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den die Weiterentwicklung von Strahlquellen, optischen Elementen zur 
Strahlführung und Strahlformung, Komponenten zur Prozessdurchführung 
und die Optimierung der Bearbeitungsverfahren. Die Arbeiten umfassen 
den Bereich von physikalischen Grundlagen über anwendungsorientierte 
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Kurzfassung der Arbeit 

Aluminium ist als Leichtbauwerkstoff in den verschiedensten industriellen Bereichen 
unverzichtbar. Insbesondere beim Fahrzeug- und Flugzeugbau wird dieser Werkstoff 
aufgrund seines Verhältnisses von Festigkeit zu Dichte häufig eingesetzt. Für die Pro-
duktionskette aus einzelnen Aluminium-Komponenten hin zu komplexen Strukturen 
ist die Fügbarkeit der Komponenten eine notwendige Voraussetzung. Das Laserstrahl-
schweißen hat sich dabei als Verfahren zum Fügen von Aluminium etabliert. 

Gleichwohl sind bei Verwendung hochfester magnesium- und siliziumhaltiger Alumi-
niumlegierungen dem Laserstrahlschweißprozess einige Restriktionen gesetzt. So 
muss zur Vermeidung von Heißrissen dem Schweißprozess Zusatzwerkstoff lokal 
zugeführt werden. Die komplexe Handhabung dieses Zusatzwerkstoffs in Drahtform 
ist aufwendig und zeitintensiv. Daher wird eine schnellere Positionierung des Laser-
strahles durch einen Remote-Schweißprozess ohne Zusatzwerkstoff angestrebt. 

Aus diesem Grund werden in der vorliegenden Arbeit Ansätze behandelt, welche eine 
Vermeidung von Heißrissen in Randnähe ohne die Verwendung eines Zusatzwerk-
stoffs ermöglichen.  

Wie sich aus numerischen Betrachtungen ableiten lässt, liegt, insbesondere beim Pro-
zessstart des Laserstrahlschweißens, eine verminderte mechanische Belastung der 
Erstarrungszone vor, was auch experimentell direkt mit einer rissfreien Schweißnaht-
zone zum Prozessstart korreliert. Aus dieser Kenntnis lassen sich zwei wesentliche 
Strategien ableiten, die es ermöglichen, die Heißrissneigung zu senken. Dies ist zum 
einen das Schweißen unter Verwendung von modulierter Laserleistung. Zum anderen 
bietet sich die Möglichkeit mittels Stepp-Strategie heißrissfreie Schweißnähte in 
Randnähe zu erzeugen. Hierzu werden kurze Steppnähte mit zeitlichem Versatz räum-
lich derart überlagert, dass der für Endkraterrisse anfällige Endbereich erneut über-
schweißt wird. Die so erzeugten nahtmittenrissfreien Schweißnähte entsprechen nach-
weislich den gängigen Qualitäts- und Festigkeitsanforderungen.  

Beide Verfahren bieten die Möglichkeit einer Umsetzung mittels Remote-Technik. 
Gegenüber der Verwendung eines Zusatzwerkstoffs zum Schweißen von Aluminium 
eröffnen die entwickelten Ansätze die für Remoteverfahren typischen Vorteile gerin-
gerer Produktionszeiten bei geringeren Kosten und erhöhter Flexibilität.  





Abkürzungen 

 Al  Aluminium  

 ANSYS  ANalysis SYStem (Finite-Elemente-Software) 

 bzw.  beziehungsweise 

 Cr  Chrom 

 CO2  Kohlenstoffdioxid 

 CT  Computertomografie 

 Cu  Kupfer 

 DVS  Deutscher Verband für Schweißen und    
verwandte Verfahren e. V. 

 engl.   englisch 

 FE  Finite Elemente 

 HS  Hochgeschwindigkeit (High-Speed) 

 LLK  Lichtleitkabel 
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 MISO  Measurement by Means of In-Situ-Observation 

 Mat  Werkstoff Probenmaterial 
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Extended Abstract 

Continuously rising material prices and strict emissions legislation are increasingly 
resulting in the use of lighter materials in the automotive industry. Aluminium is there-
fore one of the most relevant materials used to realise lightweight construction.  

From the production point of view the necessity of appropriate joining technologies 
exists. In terms of aluminium, laser welding is a well-established joining technology. 

However, hot cracking is one of the major issues in laser welding of high-strength 
aluminium alloys. Additional filler wire can be added to the fusion zone within the 
welding process in order to prevent hot cracks. But the use of such wires is not desira-
ble since it proved to be cost and time consuming and is not compatible with the high-
ly requested remote laser welding process.  

As an alternative to the use of filler wire, several other approaches to overcome the hot 
cracking issue are discussed in literature. Some of these approaches are considered 
within this thesis and categorized into the three main methods using a metallurgical, 
thermal or mechanical approach to prevent hot cracking. 

A theoretical analysis based on a finite element model is performed in order to obtain a 
better scientific understanding of the hot cracking mechanisms during laser welding in 
close-edge position. High speed videos from experimental welding processes were 
used to calibrate and evaluate this simulation model as well as to identify the location 
of hot crack formation during the solidification phase. The developed two-staged nu-
merical model is capable of calculating the temperature distribution for close-edge 
laser welding in first stage and determine the resultant stress and strain fields in second 
stage. 

A criterion for the initiation of hot cracks could be defined based on this expertise. The 
criterion implies that positive strain combined with positive stress and multidirectional 
solidification conditions are responsible for hot crack formation.  

Temporal analyses of the welding process with respect to melt pool volume, solidify-
ing volume and maximum edge temperature led to the finding that there are three dif-
ferent stages of the close-edge welding process: The first phase is the starting stage, 
where the temperature field distribution develops, the volume of the melt rises as well 
as the maximum temperature at the edge. A quasi constant stage is reached after about 
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0,2 s, where a stationary temperature distribution is developed and no volume changes 
of the melt pool can be noticed. The third stage can be recognized after turning off the 
heat source, i.e. the laser power. Here a linear decrease of the melt pool size occurs 
and the temperature gradients start to flatten. 

According to the numerically calculated welding conditions a hot cracking criterion 
was developed as follows: Multiplying the average strain and stress at the solidifying 
solidus-area with the quotient of the solidification volume and the melt volume gives a 
measure for sensitivity of hot cracking.  

In terms of time-dependent structural changes, it is shown that minor strain and stress 
on the solidifying melt pool occur within the starting phase of welding. The time-
dependent behaviour of strain and stress in the starting phase of the welding process 
leads to a low hot cracking affinity and increases with further processing time until 
saturation occurs leading to a constantly high cracking sensitivity. With this 
knowledge two approaches to overcome hot cracking were developed.  

The first approach investigated in this work uses a modulated laser power signal, 
where the two regimes of heat-conduction welding and deep-penetration welding are 
run through, thus leading to a repeating utilization of the starting phase of the welding 
process. As experiments with sinusoidally shaped and pulsed laser power signals 
proved, centerline hot cracks can be prevented with this method. However, due to the 
repeating closure of the deep-penetration welding capillary, the likeliness of pore for-
mation increases. 

The second proposed approach uses the maximum length of the starting phase as weld-
ing step size. To overcome the problem of crater crack formation at the end of such a 
weld step, the consecutive step are spatially overlaid. In order to effectively avoid hot 
cracks, the time between the steps is of major influence and has to be sufficient to 
allow solidification and uniform spreading of the temperature distribution. Applying 
the step strategy to four weld steps with sufficient cooling time led to a continuous, 
crack-free weld of 60 mm length. These welds can be evaluated with established quali-
ty control procedures, such as tensile and bending tests. Experimental results prove 
that the tendency for hot cracking is reduced, which is confirmed by welding tests on 
specimen shapes with high crack sensitivity. The resultant welds show no centerline 
crack. 

In order to increase the efficiency of the step-strategy, it can be used with remote 
scanner optics which allows fast position jumps of the laser beam. This enables an 
almost simultaneous processing of different welds within the scanning field. 
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0,2 s, where a stationary temperature distribution is developed and no volume changes 
of the melt pool can be noticed. The third stage can be recognized after turning off the 
heat source, i.e. the laser power. Here a linear decrease of the melt pool size occurs 
and the temperature gradients start to flatten. 
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process. As experiments with sinusoidally shaped and pulsed laser power signals 
proved, centerline hot cracks can be prevented with this method. However, due to the 
repeating closure of the deep-penetration welding capillary, the likeliness of pore for-
mation increases. 

The second proposed approach uses the maximum length of the starting phase as weld-
ing step size. To overcome the problem of crater crack formation at the end of such a 
weld step, the consecutive step are spatially overlaid. In order to effectively avoid hot 
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allow solidification and uniform spreading of the temperature distribution. Applying 
the step strategy to four weld steps with sufficient cooling time led to a continuous, 
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that the tendency for hot cracking is reduced, which is confirmed by welding tests on 
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crack. 

In order to increase the efficiency of the step-strategy, it can be used with remote 
scanner optics which allows fast position jumps of the laser beam. This enables an 
almost simultaneous processing of different welds within the scanning field. 
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A final comparison of the developed step-strategy to the conventional metallurgical 
approach to overcome hot cracking with additional filler wire reveals higher produc-
tivity, higher efficiency and higher flexibility. 





1 Einleitung 

1.1 Motivation und Zielsetzung der Arbeit 

Im Zeitalter der Globalisierung ist eine Zunahme der Mobilität als weltweiter Trend zu 
verzeichnen [1][2]. Dies hat sowohl Auswirkungen auf den Personentransport als auch 
auf den Güterverkehr. Um die dabei entstehenden ökologischen und wirtschaftlichen 
Belastungen zu reduzieren, sind rohstoffschonende und emissionsarme Zukunftslösun-
gen nötig, welche sowohl auf die Produkte als auch auf deren Produktionsprozesse 
angewandt werden können. 

Ein Ansatz zur Senkung des Kraftstoffverbrauchs und somit der entstehenden CO2-
Emission im Transport- und Verkehrswesen, ist eine Gewichtsreduktion der Trans-
portmittel. Die positiven Auswirkungen sind dabei der Tatsache geschuldet, dass die 
drei im Fahrbetrieb auftretenden Widerstände, der Roll-, Steigungs- und Beschleuni-
gungswiderstand, direkt proportional zur Fahrzeugmasse sind [3]. Dies führt dazu, 
dass neben den genannten Energieeinsparungen auch eine Verbesserung der fahrdy-
namischen Eigenschaften zu erwarten ist. Es besteht demnach aktuell großes Interesse, 
den Leichtbau in Kraftfahrzeugen voran zu treiben und somit bei geringerem Fahr-
zeuggewicht gleichwertige oder verbesserte Leistungseigenschaften zu erzielen [4].  

Im Sinne einer ganzheitlichen Verknüpfung der drei Leichtbauprinzipien Stoff-, Form- 
und Fertigungsleichtbau findet der Werkstoff Aluminium zunehmend Anwendung [5]. 
Hierbei rührt das Leichtbaupotenzial aus einem funktionsoptimierten Einsatz dieses 
Werkstoffs mit angepassten Konstruktionen. Bild 1.1 veranschaulicht in einer Gegen-
überstellung von Aluminium mit Magnesium und Stahl die wesentlichen mechani-
schen Werkstoffeigenschaften anhand des Beispieles eines einseitig belasteten und 
einseitig fixierten Biegebalkens. 



24     Einleitung 

Bild 1.1: Veranschaulichung des Leichtbaupotenziales von Aluminium [6]. 

Verglichen mit Stahl betragen die Werte des charakteristischen Elastizitätsmoduls E
und der Dichte ρ von Aluminium rund ein Drittel. Bei identischer Bauweise und Bau-
teilmaße folgt daher eine schlechtere mechanische Widerstandsfähigkeit eines Biege-
balkens aus Aluminium oder Magnesium (links in Bild 1.1 dargestellt) gegenüber 
einer Ausführung des Biegebalkens mit Stahl.  

Aufgrund des physikalischen und formellen Zusammenhanges zwischen der Steifig-
keit gegen Biegebelastung SB und der Bauteilform nach 

   ∙  ∙ 12 (1) 

[7] führt eine erhöhte Bauteilform hB zu einer größeren Biegesteifigkeit SB mit bB als 
Breite des Balkens. 

So lässt sich – infolge der geringeren Dichte von Aluminium gegenüber Stahl – analog 
zur mittleren Spalte in Bild 1.1 bei gleichem Bauteilgewicht eine erhöhte Biegesteifig-
keit erzielen. Besonders positiv wirkt sich hierbei aus, dass die Biegesteifigkeit SB mit 
der dritten Potenz der Höhe des Biegebalkens hB zunimmt. Für diese sogenannte Bie-
gebelastung bedeutet dies, dass durch den Einsatz von Aluminium rund die Hälfte des 
Gewichts gegenüber einer Stahl-Bauweise eingespart werden kann, wie in der rechten 
Spalte in Bild 1.1 verdeutlicht.  

Verglichen mit Magnesium, welches ein noch geringeres Leistungsgewicht besitzt, 
hebt sich Aluminium durch weitere Vorteile wie Verfügbarkeit (Aluminium ist nach 
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Sauerstoff und Silizium das dritthäufigste Element der Erdkruste und an ihrem Aufbau 
mit ca. 8% beteiligt) sowie gute Recyclingfähigkeit ab [5]. Für den Recyclingprozess 
von Aluminium müssen lediglich 5% der benötigten Primärenergie zur Herstellung 
von Aluminium aufgewendet werden. Das Resultat ist eine hohe Wirtschaftlichkeit des 
Recyclingprozesses von Aluminium, was eine ökologisch positive Kreislaufwirtschaft 
fördert. So sind heute noch 75% des seit 1888 produzierten Aluminiums in Nutzung 
und 60% des eingesetzten Aluminiums in der Automobilindustrie bestehen aus Sekun-
däraluminium [8]. Da die Bedeutung der Recyclingfähigkeit von Werkstoffen weiter 
zunehmen wird, bleibt auch in Zukunft die Attraktivität des Werkstoffs Aluminium 
erhalten und sein Einsatz in neuen Produkten und Produktionsstätten gesichert. 

Obgleich die mechanischen und thermischen Werkstoffeigenschaften von Aluminium 
aus den beschriebenen Gründen der Umsetzung von Leichtbauprojekten zuträglich 
sind, stellen die mechanischen und thermischen Eigenschaften, wie beispielsweise die 
hohe Wärmeleitfähigkeit, eine Herausforderung an die eingesetzten Fügeverfahren dar. 

Ein weit verbreitetes Verfahren zum hochautomatisierten thermischen Fügen des 
Leichtbauwerkstoffs Aluminium, stellt das Laserstrahlschweißen dar [9][10][11][12]. 
Hierbei gelten für die häufig verwendeten AlMgSi-Knetlegierungen bislang einige 
Restriktionen. Neben dem fokussierten Laserstrahl ist – Stand der Technik – die Ver-
wendung eines Zusatzwerkstoffs erforderlich, um der Entstehung von Heißrissen ent-
gegenzuwirken. Dieser Zusatzwerkstoff muss der Schmelze lokal zugeführt werden, 
was die effiziente Anwendung von Remote-Laserstrahlverfahren, bei denen der Laser-
strahl über Spiegel sehr schnell auf dem Bauteil positioniert wird, verhindert. Das 
Resultat sind unerwünscht lange Positionier- und Nebenzeiten in der Produktion. 

Die beiden genannten Laserstrahlverfahren des taktil geführten Laserstrahlschweißens 
mit Zusatzwerkstoff und einer Remote-Anwendung sind in Bild 1.2 vergleichend dar-
gestellt. 
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Bild 1.2: Links: Taktil geführtes Laserstrahlschweißen mit Zusatzwerkstoff  [13]. 
Rechts: Remote-Laserstrahlschweißen von Aluminium. 

Die Umsetzung eines Remote-Laserstrahlschweißverfahrens, welches beim Fügen von 
Stahlwerkstoffen bereits erfolgreich eingesetzt wird, ist aus ökonomischer und ökolo-
gischer Sicht äußerst erstrebenswert. So zeigen die positiven Erfahrungen mit Remote-
Verfahren beim Schweißen von Stahlwerkstoffen, dass neben einer erhöhten Flexibili-
tät und Adaptionsfähigkeit des Fügeprozesses, die Reduktion unproduktiver Nebenzei-
ten bei geringeren Betriebskosten erzielt werden kann [14][15][16]. 

Vor diesem Hintergrund ist das Ziel dieser Arbeit, das Prozessverständnis beim Laser-
strahlschweißen von Aluminium, insbesondere im Hinblick auf das Auftreten von 
Heißrissen, zu erweitern. Die definierte Rissneigungsenergie soll in diesem Zusam-
menhang als Kenngröße der Risssensibilität dienen und eine Beurteilung des Einflus-
ses diverser Prozessgrößen sowie mechanischer Rahmenbedingungen auf die Heiß-
rissbildung ermöglichen. So werden im Rahmen der Arbeit verschiedene Parame-
tereinflüsse wie beispielsweise die Auswirkungen veränderter Fokussierbedingungen, 
variierter Randabstände und Laserleistung auf die Heißrissneigung erörtert.  

Aus den so erlangten Prozesskenntnissen können schließlich Handlungsempfehlungen 
und Maßnahmen abgeleitet werden, die eine Vermeidung von Heißrissen ohne den 
Einsatz von Zusatzwerkstoffen ermöglichen. 

Die entwickelten Ansätze werden zudem hinsichtlich ihrer Eignung zur industriellen 
Serienproduktion beurteilt. Abschließend ist somit ein Vergleich zwischen dem aktuel-
len Stand der Technik, dem Laserstrahlschweißen von Aluminium mit Zusatzwerkstoff 
und den erarbeiteten Perspektivverfahren, dem Schweißen mit modulierter Laserleis-
tung und der Stepp-Schweißstrategie, möglich. 
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1.2 Aufbau der Arbeit 

Im Rahmen einer Einführung zum Stand der Technik beim Laserstrahlschweißen von 
Aluminium wird auf Besonderheiten dieses Fügeverfahrens hingewiesen und auf typi-
sche Nahtfehler wie Porenbildung, Schmelzbadauswürfe und Rissentstehung einge-
gangen.  

Die Rissproblematik wird im Anschluss in Bezug auf die Heißrissbildung anhand von 
bestehenden metallurgisch basierten, dehnungsbasierten und spannungsbasierten The-
orien betrachtet. Zudem wird in diesem Abschnitt eine strukturierte Auflistung und 
Beurteilung vorhandener Ansätze zur Vermeidung der Heißrissbildung vorgestellt.  

Da die bekannten Lösungsansätze eng mit thermischen und strukturmechanischen 
Effekten verbunden sind, findet eine eigens entwickelte Prozessabbildung des Laser-
strahlschweißens in Randnähe durch die Finite-Elemente-Methode statt. Aus der hier-
mit modellierten Temperaturfeldverteilung können das Erstarrungsgebiet der Schmel-
ze beim Schweißen sowie in einem weiteren Rechenschritt die resultierenden Span-
nungen und Dehnungen in diesem Erstarrungsbereich berechnet werden. Die Kenntnis 
dieser Größen trägt wesentlich zum Prozessverständnis bei und ermöglicht die Ent-
wicklung eines Heißrisskriteriums. Die experimentelle Validierung dieses Kriteriums 
ist Gegenstand der Untersuchungen in den darauf folgenden Kapiteln. 

Letztlich ermöglicht das vorab definierte Heißrisskriterium die Beurteilung des Ein-
flusses verschiedener Faktoren auf die Heißrissbildung sowie die Entwicklung geeig-
neter Maßnahmen zur Umsetzung des rissfreien Remote-Laserstrahlschweißens von 
Aluminium.  

In diesem Zusammenhang werden zwei Maßnahmen detailliert vorgestellt: Das Laser-
strahlschweißen mit modulierter Laserleistung sowie das Laserstrahlschweißen mit 
Stepp-Strategie. Unter Berücksichtigung der Auswirkung der Spannsituation und La-
serstrahlabbildung auf die Heißrissneigung wird eine geeignete Maßnahmenkombina-
tion zur Vermeidung von Heißrissen erörtert. 

Abschließend findet eine wirtschaftliche Beurteilung der entwickelten Prozessstrategie 
zum Remote-Laserstrahlschweißen von Aluminium mittels Stepp-Strategie ohne Zu-
satzwerkstoff im Vergleich zum bislang üblichen Laserstrahlschweißen mit Zusatz-
werkstoff statt. Das Potenzial der Stepp-Strategie hinsichtlich eines industriellen Ein-
satzes wird beurteilt und die wirtschaftliche Bedeutung aufgezeigt. 





2 Stand der Technik 

2.1 Laserstrahlschweißen von Aluminium 

Das Laserstrahlschweißen von Aluminium gehört zu den etablierten Fügeverfahren 
dieses Leichtbauwerkstoffes und stellt heutzutage eine Schlüsseltechnologie in der 
Automobil- und Luftfahrtindustrie dar [17]. Die werkstoffspezifischen Besonderheiten 
von Aluminium, verglichen mit Eisen, erschweren den Schweißprozess jedoch häufig. 

Physikalische Eigenschaften Aluminium Eisen 

Absorptionsgrad bei Schmelztemperatur Ts in %  

(ca. Angaben für λ = 1,06 µm und ┴ Einstrahlung) 
11 31 

Wärmeleitfähigkeit λth  in W/(m∙K) 211 67 (Stahl ≈ 50) 

Schmelztemperatur Ts in °C 660 1530 

Siedetemperatur TV  in °C  2270 2500 

Viskosität der Schmelze in kg/(m∙s) 0,0011 0,0043 

Oberflächenspannung der Schmelze in N/m 0,86 1,4 

Tabelle 2.1: Vergleich physikalischer Eigenschaften von Aluminium und Eisen [7][11][18]. 

Von den in Tabelle 2.1 aufgelisteten Werkstoffeigenschaften stellen vor allem die 
geringe Oberflächenabsorption sowie die hohe Wärmeleitfähigkeit eine Herausforde-
rung beim Laserstrahlschweißen von Aluminium dar. Tendenziell sind, verglichen mit 
Eisen – bei gleichen Rand- und Fokussierbedingungen – aufgrund der niedrigen 
Schmelztemperatur größere Schmelzbäder zu erwarten. Gleichzeitig bedingt die hohe 
Wärmeleitfähigkeit geringere Einschweißtiefen und verursacht breitere Schweißnähte 
mit größeren Wärmeeinflusszonen.  

Eine weitere charakteristische Eigenschaft von Aluminium, welche im Zusammenhang 
mit dem Laserstrahlschweißprozess nicht unerwähnt bleiben sollte, ist die Neigung zur 
Bildung einer Oxidschicht an der Oberfläche. Diese Oxidschicht, Al2O3, zeichnet sich 
durch eine hohe Schmelztemperatur von 2050 °C aus [19]. Für das Laserstrahl-
schweißverfahren ist die Oxidschicht insofern von Vorteil, als dass sie den Absorpti-
onsgrad erhöht und somit das Einkoppelverhalten der Laserstrahlung in das Werkstück 
positiv beeinflusst [11][20].  
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Ein weiteres Unterscheidungsmerkmal gegenüber dem Schweißprozess von Eisen liegt 
darin, dass beim Laserstrahlschweißen von Aluminium andere Fehlerbilder wie bei-
spielsweise Wasserstoffporen auftreten können. Diese gilt es in einer industriellen 
Fertigung zu vermeiden. Die Erörterung typischer prozessrelevanter Fehlerbilder beim 
Laserstrahlschweißen von Aluminium ist Gegenstand des nachfolgenden Abschnittes. 

Nahtfehler beim Schweißen von Aluminium 

Die wesentlichen Nahtfehler beim Laserstrahlschweißen von Aluminium sind Poren-
bildung, Schmelzbadauswürfe sowie die in dieser Arbeit im Fokus stehenden Heißris-
se. 

Wasserstoffporen 

Die Problematik der Wasserstoffporenbildung ist nicht laserspezifisch und tritt auch 
bei konventionellen Schmelzschweißverfahren auf. Der physikalische Grund für diese 
Art der Poren liegt in der Tatsache, dass sich bei Erreichen der Schmelztemperatur von 
Aluminium die Löslichkeit von Wasserstoff beim Erstarren sprunghaft ändert 
[19][21][22]. Aufgrund der sinkenden Löslichkeit beim Erstarrungsvorgang wird ele-
mentarer Wasserstoff in Form von Gasblasen aus der Schmelze ausgeschieden. In 
Abhängigkeit der Erstarrungsgeschwindigkeit der Schmelze diffundieren diese Was-
serstoffblasen entweder aus der Schmelze heraus oder verbleiben im erstarrten Materi-
al. Da beim Laserstrahlschweißen durch die konzentrierte Energieeinbringung vorwie-
gend hohe Abkühlgeschwindigkeiten auftreten, wird hier der Einschluss von Poren 
besonders begünstigt. In diesem Fall findet sich der Wasserstoff in Form von kleinen 
Poren fein verteilt im Gefüge wieder.  

Diese durch Wasserstoffporen entstandene Porosität der Schweißnaht, hat jedoch bis 
zu einer Menge von 10 cm3 je 100 g keinen gravierenden Einfluss auf die Festigkeits-
eigenschaften der Naht [23]. So wird bei einer begrenzten Anzahl an Poren die 
Schweißnahtgüte nicht gemindert [10][12]. 

Die Wasserstoffaufnahme kann über Feuchtigkeit oder Verunreinigungen der Bauteile 
und Prozessgase stattfinden. Wasserstoffporen treten überwiegend in Gusslegierungen 
auf, wohingegen die in dieser Arbeit betrachteten Knetlegierungen über einen sehr 
geringen Wasserstoffanteil verfügen. Untersuchungen zur Vermeidung dieser Poren 
haben gezeigt, dass die Verwendung von Formtrennmitteln auf Kohlenwasserstoffba-
sis sowie der Einsatz von Zusatzdraht beim Schweißen keine geeigneten Maßnahmen 
sind [10][24].  
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Prozessporen und Schmelzbadauswürfe 

Während des Tiefschweißvorgangs unterliegen die Dampfkapillare und die umgeben-
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rung wird das Ausströmen von Metalldampf behindert und es kann ein mit Metall-
dampf, Umgebungsluft oder Schutzgas gefüllter Hohlraum entstehen [29]. Erstarrt die 
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infolge dessen ein Schmelzefinger eine Beschleunigung erfährt [10]. Ist der Impuls auf 
diesen Schmelzefinger groß, kann es zum Ablösen des Fingers kommen und ein Aus-
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viskosen Schmelze und vergleichsweise großen Schmelzbädern deutlich anfälliger für 
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die Kapillaröffnung im oberen Bereich möglichst offen gehalten werden, da dies das 
Abströmen des Metalldampfes erleichtert. So konnte eine Porenreduktion durch eine 
vergrößerte Kapillaröffnung bei erhöhter Vorschubgeschwindigkeit festgestellt werden 
[23]. Eine weitere Umsetzungsvariante dieser Kapillarform bei geringen Schweißge-
schwindigkeiten stellt die Doppelfokustechnik dar. Durch den zweiten Laserstrahl 
wird die Kapillare künstlich vergrößert und dadurch stabilisiert, was die Gefahr einer 
Einschnürung minimiert [23][10][24]. 

Heißrisse 

Heißrisse entstehen beim Schweißen von Aluminium infolge eines komplexen Zu-
sammenspieles metallurgischer, thermischer und mechanischer Einflussfaktoren wie es 
in Kapitel 2.2.2 näher erläutert wird. Insbesondere beim Schweißen in Randnähe, das 
heißt bei geringen Randabständen von 1 mm bis 10 mm, ist eine erhöhte Heißrissnei-
gung zu beobachten [25]. Um der Entstehung von Heißrissen beim Laserstrahlschwei-
ßen von magnesium- und siliziumhaltigen AlMgSi-Legierungen entgegenzuwirken, 
wird üblicherweise ein Zusatzwerkstoff eingesetzt. Die genaue Wirkungsweise dieses 
siliziumhaltigen Zusatzwerkstoffs wird in den folgenden Abschnitten näher erläutert. 
Weiter werden in Kapitel 2.2 eine detaillierte Beschreibung der Grundlagen der Heiß-
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rissbildung beim Laserstrahlschweißen von Aluminium sowie Ansätze zu deren Ver-
meidung vorgestellt.  

2.2 Heißrisse beim Laserstrahlschweißen von Aluminium 

Definition von Heißrissen 

Als Heißrisse werden nach Merkblatt DVS 1004-1 [30] Risse bezeichnet, die beim 
Schweißen während des Abkühlvorgangs der Schmelze am Übergang flüssig/fest ent-
stehen. Des Weiteren zeichnen sich diese Materialtrennungen dadurch aus, dass sie 
entlang von Korngrenzen (Dendritengrenzen) und somit interkristallin (interdendri-
tisch) verlaufen. Ein typischer Heißrissverlauf ist in Bild 2.1 dargestellt. 

Bild 2.1: Links: Heißriss in Überlappschweißnaht in makroskopischer Betrachtung. 
Rechts: Mikroskopische Ansicht der interdendritischen Rissstruktur. 

Eine Klassifizierung von Heißrissen findet aufgrund der Bedeutung niedrigschmelzen-
der Phasen statt. Sowohl im DVS Merkblatt 1004-1 [30], in der DIN 6520 [31] und 
DIN 8524 [32] als auch von Kafka [33] werden diese als Charakteristika der Heißriss-
bildung aufgeführt. Die vier genannten Quellen verweisen bei einer detaillierteren 
Klassifizierung von Heißrissen allesamt auf die Arbeiten von Helmsworth [34], wel-
cher die drei Heißrissklassen und Termini Erstarrungsrisse, Wiederaufschmelzrisse 
und Risse durch Verformbarkeitsabfall einführt. Demnach werden als Erstarrungsrisse 
Risse im Schweißgut bezeichnet, wohingegen Wiederaufschmelzrisse am Rande der 
Schmelzlinie entstehen. Risse durch Verformbarkeitsabfall befinden sich in der Wär-
meeinflusszone und liegen in einiger Entfernung zur Schweißnaht. 

Die vorliegende Arbeit, einschließlich enthaltener Analysen und Modellbildungen, 
dient insbesondere der Beschreibung der Entstehung von Erstarrungsrissen. Aus die-
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sem Grund werden Wiederaufschmelzrisse und die Rissbildung aufgrund von Ver-
formbarkeitsabfall in den weiteren Betrachtungen nicht berücksichtigt. Vielmehr fin-
det innerhalb der Kategorie der Erstarrungsrisse eine Differenzierung von Nahtmitten-
rissen (vgl. Kapitel 5) und den typischerweise am Ende des Schweißprozesses entste-
henden Endkraterrissen [31] (vgl. Kapitel 7.5) statt. 

Einflussfaktoren auf die Heißrissbildung 

Eine schematische Übersicht über die komplexen Zusammenhänge der Einflussfakto-
ren auf die Heißrissentstehung liefert Bild 2.2. 

Bild 2.2: Darstellung der Interaktionen, die zur Heißrissbildung führen in Anlehnung an 
Cross [35]. 

Bei der Heißrissentstehung handelt es sich um ein komplexes Zusammenspiel zwi-
schen der Legierungszusammensetzung, den mechanischen Randbedingungen und den 
Prozessparametern, welche den Wärmeeintrag durch den Schweißprozess definieren. 
Aufgrund dieses komplexen Wechselspieles der Einflussfaktoren sind die Vorausset-
zungen für die Bildung von Heißrissen sehr vielfältig. Eine Zusammenfassung der 
Voraussetzungen liefert Schuster [36]. Hierbei kann die Heißrissbildung auf die 
Grundbedingungen niedrigschmelzender Phasen im Korngrenzenbereich, Auftreten 
von Zugspannungen während der Erstarrung und Abkühlung sowie das Auftreten einer 
grobkörnigen bzw. grobdendritischen Gefügestruktur zurückgeführt werden. 
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Theorien zur Beschreibung der Heißrissbildung 

Mit der Entstehung von Heißrissen beschäftigten sich bereits zahlreiche theoretische 
und praktische Untersuchungen. Eine strukturierte Zusammenfassung bestehender 
Heißrisstheorien findet sich in der Arbeit von Eskin [37], in der die Strukturierungs-
prämisse auf die Größenskalen der Entstehungsmechanismen in makroskopische, me-
soskopische und mikroskopische Ursachen gelegt wird. Zudem liegt in diesen Ausfüh-
rungen der Fokus der Betrachtungen auf der auftretenden Heißrissbildung beim Erstar-
rungsvorgang von Gießprozessen. Zur Kategorisierung der Heißrisstheorien in der 
vorliegenden Arbeit werden diese ursachenbezogen in „metallurgisch orientiert“ und 
„strukturorientiert“ eingeteilt.  

Bild 2.3: Strukturierter Überblick über die Theorien zur Beschreibung der Heißrissbildung.  

Innerhalb der strukturorientierten Theorien findet eine weitere Unterteilung in deh-
nungs- und spannungsbasierte Erklärungsansätze statt. Die wichtigsten Theorien sind 

strukturorientiert

Borland [38][39] Pellini [42][43]

Feurer [44] Chihoski [55][56] 

Prokhorov [50][51] Shibahara/ Mur-
akawa [57][58][59]

Rappaz, Drezet 
[45][46][47] Lahaie [60] 

Ploshikhin [63][64] Dickhaus [61] 

metallurgisch orientiert

Zacharia [41][54] 

Lancaster [65] 

Lancaster [65]

Saveiko  [62]  

Theorien der Heißrissentstehung

erstarrungs- 
basiert

dehnungs- 
basiert

spannungs- 
basiert
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kategorisch separiert in Bild 2.3 dargestellt, wenngleich sich diese Theorien in ihren 
Wirkungsfeldern überschneiden. Die gegebenenfalls vorhandenen Verzahnungen und 
Anknüpfungspunkte der Theorien untereinander sind ebenso Gegenstand der nachste-
henden Abschnitte wie die detaillierte Erörterung der einzelnen Heißrisstheorien. 

Metallurgisch basierte Theorien 

Theorie von Borland 

Bei der Theorie von Borland [38] handelt es sich um eine metallurgisch orientierte 
Theorie (vgl. Bild 2.3). Das Mengenverhältnis zwischen flüssiger und fester Phase ist 
demnach für die Rissentstehung entscheidend. Die in Bild 2.4 dargestellte Veranschau-
lichung der Phasen der Rissentstehung nach Borland erfolgt auf Grundlage eines Pha-
sendiagrammes eines binären Systems mit Eutektikum.

Bild 2.4: Die vier Stadien der Heißrissanfälligkeit nach Borland [38]. 

Auf der Abszissenachse in Bild 2.4 ist die chemische Zusammensetzung der beteilig-
ten Legierungselemente schematisch dargestellt, wobei im Ursprungspunkt 100% des 
Legierungselementes A vorhanden sind und mit zunehmendem Abszissenwert der 
Anteil des Legierungselementes B ansteigt. Während der Erstarrungsphase der 
Schmelze wird das im oberen Bereich von Bild 2.4 dargestellte Phasendiagramm mit 
sinkendem Ordinatenwert durchlaufen. Beim Abkühlen ändert sich die Zusammenset-
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zung je nach Abkühlrate, wobei die verschiedenen Stadien der Rissentstehung nach 
Borland auftreten. In Stadium 1 beginnt die Erstarrung. In diesem Bereich ist ausrei-
chend Schmelze vorhanden und die Neigung zur Rissbildung gering. Stadium 2 kenn-
zeichnet einen Bereich mit ausgebildeten Dendriten. Da in diesem Bereich die 
Schmelze über Bewegungsfreiheit verfügt, können Risse noch durch nachfließende 
Schmelze ausgeheilt werden. In Stadium 3 ist die größte Rissneigung vorhanden, denn 
in diesem Stadium können nur geringe Verformungen durch äußere Einflüsse ertragen 
werden, da dünne Schmelzfilme zwischen den kristallisierten Dendritenstrukturen 
vorhanden sind. Die Entstehung von Erstarrungs- und Wiederaufschmelzrissen erfolgt 
durch die Trennung der dünnen flüssigen Schmelzfilme. Im vollständig erstarrten Zu-
stand von Stadium 4 kann erstmalig beim Erstarren duktiles Verhalten beobachtet 
werden, was mit einer minimalen Rissneigung einhergeht. 

Weiterführende Untersuchungen von Borland [39] verknüpfen die Heißrissneigung mit 
der Größe der Fläche des Erstarrungsbereiches (der Größe von Stadium 2 und Stadi-
um 3 in Bild 2.4). Demnach geht eine Vergrößerung dieses Erstarrungsbereiches mit 
einer steigenden Heißrissneigung einher. Etwaige Seigerungsvorgänge, die beim 
Schweißen von nichteutektischen Legierungen zu erwarten sind [40], führen zur Ver-
größerung des Erstarrungsintervalles und werden von Borland nicht berücksichtigt. 
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Dehnungsbasierte Theorien 

Theorie von Pellini 

Bild 2.5 zeigt vereinfacht das Prinzip der dehnungsbasierten Heißrisstheorie nach Pel-
lini [42]. 

Bild 2.5: Dehnungsorientierter Ansatz von Pellini [42] zur Beschreibung der Heißriss-
entstehung. 

Treten Dehnungen oberhalb der kritischen Dehnung zur Rissbildung auf, tritt nach 
Pellini [42] Rissbildung ein. Für jeden Erstarrungszustand liegt eine kritische Dehnung 
vor, bei deren Überschreiten ein Riss auftritt (vgl. Bild 2.6 b). 

In Bild 2.6 a sind die einzelnen Erstarrungsstadien in Bezug auf den Dendritenzustand 
in Abhängigkeit der Temperatur dargestellt. Die zugehörige kritische Dehnung zu 
jeder dendritischen Struktur ist in Bild 2.6 b skizziert. 
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Bild 2.6: Mechanismen der Heißrissbildung nach Pellini, abgeleitet aus Studien mittels 
Gießversuchen [43]. 

Nach der Ausbildung der Dendriten wachsen diese, ohne dass eine feste Phase vorliegt 
(häufig auch als breiige Phase bezeichnet). Die Dehnungen, die in diesem Stadium vor 
dem Bruch aufgenommen werden können, sind somit groß (vgl. Bild 2.6 b) und bedeu-
ten eine Streckung der halbflüssigen Masse aus flüssiger Masse und der Dendriten-
struktur, so dass eine geringe Heißrissneigung vorliegt. Nach Pellinis Heißrisstheorie 
bilden sich, entsprechend den Ansätzen von Borland, Heißrisse bevorzugt nahe der 
Solidustemperatur aus, da die hier auftretenden Dehnungen bis zum Bruch gering sind 
(vgl. Bild 2.6 b). Pellini legt entgegen den Ausführungen von Borland den Fokus auf 
die Belastungen, die zu diesem Zeitpunkt auf die schmalen Flüssigkeitsfilme kon-
zentriert werden. Diese weisen keinen nennenswerten Trennungswiderstand auf, so 
dass dies interdendritische Brüche nach sich zieht. Wenn die auferlegte Dehnung nicht 
ausreicht, um ein Bersten der Dendriten bis zum Erreichen der Solidustemperatur zu 
verursachen, wird sich aufgrund der Abwesenheit von flüssigen Schmelzfilmen kein 
Heißriss ausbilden. Somit entstehen nach den Theorien von Pellini Heißrisse in der 
Phase der filmartigen Dendritenbenetzung, wobei eine Art Wettlauf zwischen Erstar-
rung und den auftretenden Dehnungen stattfindet. Wird dieser Wettlauf zu Gunsten der 
Dehnungsbelastung entschieden, tritt Heißrissbildung auf.
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Theorie von Prokhorov 

Den Theorien von Prokhorov zufolge besteht im Bereich zwischen Liquidustemperatur 
und vollständig erstarrter Schmelze ein Temperaturintervall der Sprödigkeit (TIS), in 
dem das Verformungsvermögen PV gering ist. Die Verformungen εV werden als innere 
Verformungen (ΔεSch und ΔεF) sowie zusätzliche kritische Verformung ΔεP angegeben. 
Über die fortschreitende Erstarrung geht Prokhorov von einer stetigen Zunahme der 
Verformungen εV (als Linien in Bild 2.7 gekennzeichnet) aus. Wird innerhalb dieses 
Intervalls die Verformung εV größer als das Verformungsvermögen PV, entsteht ein 
interkristalliner Heißriss [50].  

Bild 2.7: Veranschaulichung der verformungsbasierten Theorien von Prokhorov [51]. 

Ist die nach Bild 2.7 ermittelte resultierende Gesamtdehnung εV kleiner als das Ver-
formungsvermögen PV, so tritt keine Rissbildung auf [52]. Spannungen, welche zur 
Erzeugung der Risse beitragen könnten, spielen in diesen Theorien ebenso keine Rolle 
wie etwaige metallurgische Erstarrungseffekte [50][36]. 
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Rappaz-Drezet-Gremaud (RDG) Kriterium 

Das Rappaz-Drezet-Gremaud (RDG) Kriterium [45][46][47] stellt eine Weiterent-
wicklung der Theorie von Feurer [44] dar. Demnach kommt es im Verlauf der Abküh-
lung einer kristallisierenden metallischen Schmelze dann zur Entstehung von Heißris-
sen, wenn die Geschwindigkeit der Erstarrungsschrumpfung SRG (SRG = Schrumpf-
geschwindigkeit; engl.: ROS = Rate of Shrinkage) größer wird als die Geschwindig-
keit der Nachspeisung (SPV = Speisungsvermögen; engl.: ROF = Rate of Backfilling), 
mit der flüssige Schmelze in die sich bildenden Hohlräume nachfließen kann.  

Nach dem RDG Kriterium bildet sich ein Heißriss aus, wenn der lokale Druck der 
Schmelze unterhalb eines kritischen Kavitationsdrucks fällt, wonach die Dehnungsrate 
sich oberhalb eines kritischen Wertes befindet. Letztlich kann das Zweiphasengebiet 
nur Verformungen aufnehmen, wenn ein Maß nicht überschritten wird und ein Nach-
fluss von Schmelze gegeben ist. Die maximal erträgliche Verformung wird durch die 
Duktilität des Zwei-Phasen Mixes begrenzt.  

Im RDG Kriterium werden die qualitativen Aussagen von Borland und Pellini in quan-
titative Größen überführt. Daher eignet sich dieses Kriterium besonders, um den Ein-
fluss unterschiedlicher Legierungszusammensetzungen der Schmelze auf die Heißriss-
bildung zu analysieren [48]. 

Bild 2.8: Links: Illustration des ROF-ROS Modelles nach Feurer [44][52]. 
Rechts: Angewandtes RDG Kriterium und demzufolge berechneter Verlauf der 
Rissneigung [48]. 

Basierend auf dem RDG Kriterium wurde der in Bild 2.8 dargestellte Verlauf der 
Rissneigung für die 6xxx-Legierung AlSi2MnMgCuFe über der Temperatur ermittelt 
[48]. Demnach ergibt sich die höchste Rissneigung nahe der Kohärenztemperatur, 
welche durch 96% erstarrtes Material gekennzeichnet ist und somit nahe der Solidus-



40     Stand der Technik 

Rappaz-Drezet-Gremaud (RDG) Kriterium 

Das Rappaz-Drezet-Gremaud (RDG) Kriterium [45][46][47] stellt eine Weiterent-
wicklung der Theorie von Feurer [44] dar. Demnach kommt es im Verlauf der Abküh-
lung einer kristallisierenden metallischen Schmelze dann zur Entstehung von Heißris-
sen, wenn die Geschwindigkeit der Erstarrungsschrumpfung SRG (SRG = Schrumpf-
geschwindigkeit; engl.: ROS = Rate of Shrinkage) größer wird als die Geschwindig-
keit der Nachspeisung (SPV = Speisungsvermögen; engl.: ROF = Rate of Backfilling), 
mit der flüssige Schmelze in die sich bildenden Hohlräume nachfließen kann.  
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Schmelze unterhalb eines kritischen Kavitationsdrucks fällt, wonach die Dehnungsrate 
sich oberhalb eines kritischen Wertes befindet. Letztlich kann das Zweiphasengebiet 
nur Verformungen aufnehmen, wenn ein Maß nicht überschritten wird und ein Nach-
fluss von Schmelze gegeben ist. Die maximal erträgliche Verformung wird durch die 
Duktilität des Zwei-Phasen Mixes begrenzt.  

Im RDG Kriterium werden die qualitativen Aussagen von Borland und Pellini in quan-
titative Größen überführt. Daher eignet sich dieses Kriterium besonders, um den Ein-
fluss unterschiedlicher Legierungszusammensetzungen der Schmelze auf die Heißriss-
bildung zu analysieren [48]. 

Bild 2.8: Links: Illustration des ROF-ROS Modelles nach Feurer [44][52]. 
Rechts: Angewandtes RDG Kriterium und demzufolge berechneter Verlauf der 
Rissneigung [48]. 
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temperatur liegt. Zur Berechnung des Anteiles fester Phasen in Bild 2.8 wurde die 
Gulliver-Scheils Gleichung [49] angewandt.  

Spannungsbasierte Theorien 

Spannungsbasierte Theorien beruhen auf der Annahme, dass Heißrisse im teigigen 
Zweiphasengebiet auftreten, wenn die anliegenden Zugspannungen die Werkstofffes-
tigkeit überschreiten.  

Lancaster 

Lancaster [65] weist darauf hin, dass sich das zuvor eingeführte Temperaturintervall 
der Sprödigkeit über die Solidustemperatur hinaus erstreckt und in der Regel, für 
Schweißprozesse mit vergleichsweise hoher Erstarrungsgeschwindigkeit [49], zwi-
schen Bindungstemperatur und Temperatur der Nullduktilität liegt. Diese Aussage 
wird durch die rechnerischen Ergebnisse von Novelis [48] aus Bild 2.8 gestützt, wel-
che die größte Rissneigung nahe der Kohärenztemperatur ermittelt haben.  

Eine wesentliche Voraussetzung für das Auftreten von Erstarrungsrissen, als Unter-
gruppe der Heißrisse (vgl. Kapitel 2.2.1), ist nach Lancaster der auftretende Verlust an 
Duktilität, wobei der Term Temperaturintervall der Sprödigkeit TIS diesen Tempera-
turbereich bezugnehmend auf den drastischen Abfall der Duktilität beschreibt.  

Nach Cross [35][53] zeigen Legierungen mit einem großen TIS eine erhöhte Neigung 
zur Heißrissbildung. Dies stützen die Untersuchungen von Lancaster [65], deren Er-
gebnisse in Bild 2.9 illustriert sind.  

Bild 2.9: Vergleich der mechanischen Eigenschaften nahe der Solidustemperatur einer 
heißrissresistenten Legierung (a) und einer heißrissempfindlichen Legierung (b) 
[65]. 



42     Stand der Technik 

Demnach bilden sich sowohl für den Gussprozess als auch für den Schweißprozess 
von Aluminiumlegierungen beim Abkühlen der Schmelze unter die Liquidustempera-
tur einzelne Kristallisationszentren aus. Diese Kristallisationszentren fügen sich bei 
einer bestimmten Temperatur – der sogenannten Bindungstemperatur – zusammen und 
formen ein Gefüge. Wenngleich die Masse zu diesem Zeitpunkt nicht vollständig er-
starrt ist, besitzt die Legierung in diesem Zustand zum ersten Mal eine gewisse Festig-
keit, wobei diese Festigkeit zunächst durch besondere Sprödigkeit gekennzeichnet ist. 
Bei weiterer Abkühlung kann ab dem Punkt der Nullduktilität ein steiler Anstieg der 
Werkstoffduktilität beobachtet werden. Bild 2.9 veranschaulicht diese Verhältnisse 
und deutet zudem darauf hin, dass Werkstofffestigkeit vorhanden ist bevor duktiles 
Werkstoffverhalten beobachtet werden kann. Diese Feststellung liefert eine wesentli-
che Basis für die im folgenden Kapitel 2.2.3.3 beschriebenen spannungsbasierten The-
orien zur Heißrissentstehung und wird in den numerischen Ausführungen in Kapitel 
3.2 und Kapitel 5 aufgegriffen. 
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Zacharia und Chihoski 

Zacharia [54] führt für seine Heißrissbetrachtungen eine Analyse des Spannungsfeldes 
im Bereich der Erstarrungszone des Schmelzbades durch. Wie aus dem linken Ab-
schnitt von Bild 2.10 hervorgeht, bildet sich ein Schweißnahtmittenriss aus, wenn 
positive transversale Zugspannungen am spitz zulaufenden Ende der Solidustempera-
turisotherme vorherrschen (vgl. (a) Bild 2.10).   

Bild 2.10: Links: Heißrisskriterium nach Zacharia [54]. 
Rechts: Simulierte transversale Spannnungsfelder nach Chihoski [55]. 

Die Abbildungen im rechten Abschnitt in Bild 2.10 verdeutlichen ebenfalls die kom-
plexen Vorgänge und Spannungsfelder, die sich nach Chihoski [55][56] in der Umge-
bung des Schmelzbades beim Lichtbogenschweißen einstellen. In transversaler Rich-
tung liegt vor dem Schmelzbad eine Kompressionszone (C1). Hinter dem Schmelzbad 
treten im Zweiphasengebiet Zugspannungen auf (T1), denen ein Kompressionsfeld 
(C2) mit anschließend erneuten Zugspannungen (T2) folgt. Bei einer geringen 
Schweißgeschwindigkeit von 2 m/min führt ein vergrößerter Druck vor dem Schmelz-
bad – gemeinsam mit der auftretenden Schrumpfungszone – zu verstärkten Zugspan-
nungen nach dem Schmelzbad. Diese führen zur Rissbildung. Tritt Rissbildung bei 
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größeren Geschwindigkeiten auf, ist diese auf eine lokale Zunahme der Transver-
salspannungen nach der Erstarrungsphase (T2) zurückzuführen.  

Shibahara, Murakawa, Lahaie und Dickhaus 

Nach Shibahara und Murakawa [57][58][59] wird ein Riss gebildet, wenn die Zug-
spannungen das Bindungsvermögen der Korngrenzen oder der Kontaktflächen der 
Dendriten übersteigen. Aus diesem Grund modelliert Shibahara die Sprödigkeit des 
Materials bei unterschiedlichen Temperaturen, indem eine temperaturabhängige Bin-
dungsfestigkeit für die Kontaktelemente vorgegeben wird. In diesen Betrachtungen ist 
das TIS dadurch gekennzeichnet, dass die Bindungsfestigkeit niedriger ausfällt als die 
Fließgrenze, was der geringen Duktilität Rechnung trägt. 

Weitere spannungsbasierte Theorien sind durch Lahaie [60] und Dickhaus [61] gege-
ben. Diese berechnen die Festigkeit von Flüssigkeitsfilmen zwischen Korngrenzen, 
wobei sie als Bedingung für die Entstehung von Erstarrungsrissen das Überschreiten 
der Bruchspannung dieser Flüssigkeitsfilme festlegen. 

Bestehende Ansätze zur Vermeidung von Heißrissen 

Zum Vermeiden von Heißrissen beim Laserstrahlschweißen von rissempfindlichen 
Werkstoffen wurden in diversen Arbeiten die unterschiedlichsten Ansätze verfolgt. Es 
zeigt sich, dass diese – obgleich sie verschiedenste Strategien verfolgen – zielführend 
sein können. Während Gruss [76] eine umfassende Auflistung der Ansätze zur Erhö-
hung der Heißrissresistenz liefert, werden im Folgenden sinngemäß zu den in Kapitel 
2.2.2 vorgestellten Einflussfaktoren auf die Heißrissbildung die Ansätze zur Vermei-
dung oder Minderung von Heißrissen folgendermaßen kategorisiert: 

• Metallurgische Beeinflussung  
• Thermische Beeinflussung  
• Mechanische Beeinflussung  
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Bild 2.11: Strukturierter Überblick über die unterschiedlichen Ansätze zur Vermeidung von 
Heißrissen. 

Der Strukturbaum in Bild 2.11 gibt einen Überblick über bestehende Ansätze zur 
Heißrissvermeidung und ordnet diese den jeweiligen Wirkmechanismen zu. Selbstver-
ständlich besteht eine Wechselwirkung zwischen metallurgischer, thermischer und 
mechanischer Beeinflussung. Um die Wirkungsweise der in Bild 2.11 dargestellten 
Ansätze zur Heißrissvermeidung zu vermitteln, finden sich nachstehend dazu kurze 
Zusammenfassungen.  

Metallurgische Beeinflussung 

Durch eine Beeinflussung der Legierungszusammensetzung werden die Erstarrungsei-
genschaften der Schmelze maßgeblich verändert. Dies hat wiederum, nach den in Ka-
pitel 2.2.3 dargestellten Erkenntnissen, direkten Einfluss auf die Neigung der Heiß-
rissbildung. 
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Bei experimenteller Betrachtung des Einflusses der Gefügeausbildung und Legie-
rungszusammensetzung auf den Schweißprozess wird zumeist auf Erkenntnisse aus 
Gußversuchen verwiesen. Eine umfassende Untersuchung des Einflusses der Legie-
rungselemente auf den Prozess des Laserstrahlschweißens liegt nicht vor. Einzelne 
veröffentlichte Ergebnisse [66][67] deuten darauf hin, dass sich die betrachteten Zu-
sammenhänge aus dem Gießvorgang auf den Schweißprozess übertragen lassen. Aus 
diesem Grund werden im Folgenden die Einflüsse der Legierungselemente anhand der 
Erfahrungen aus Gießversuchen dargestellt und eine Übertragbarkeit auf das Laser-
strahlschweißen vorausgesetzt. 

Bild 2.12: Links: Relative Heißrissneigung in Abhängigkeit des Anteiles der Legierungs-
elemente Magnesium und Silizium [68][69][70][71][72]. 
Rechts: Heißrissneigung der ternären Aluminiumlegierung Al-Mg-Si [73]. 

Bild 2.12 links zeigt die Abhängigkeit der Rissneigung von der Legierungszusammen-
setzung für gängige Aluminiumlegierungen mit den Legierungselementen Magnesium 
und Silizium, ermittelt auf der Basis von Ringgußproben [68]. Nahezu identische Kur-
venverläufe wurden im Jahr 2011 experimentell mit Hilfe von Röntgen-
Mikrotomographie von Giraud [74] ermittelt. Für die Legierungszusammensetzung 
AlMg2Si besteht die größte Rissneigung im Bereich von 0,5 bis 1,5 Gewichtsprozent 
der Legierungselemente. Erklärungen für den typischen Verlauf der dargestellten Kur-
ven orientieren sich an der Menge der Restschmelze zwischen den erstarrenden Dend-
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ritenstrukturen. Die höchste Neigung zur Heißrissbildung entspricht demnach einem 
Konzentrationsbereich, bei dem zwar ausreichend Schmelze vorliegt, um Korngrenzen 
kontinuierlich zu benetzen, diese Benetzung jedoch für eine notwendige Kompensati-
on der mechanischen Belastung durch nachfließende Schmelze nicht ausreicht. Der 
rechte Teil von Bild 2.12 zeigt den Einfluss der Legierungszusammensetzung von 
AlMgSi auf die Rissneigung, ebenfalls ermittelt anhand von Ringgußproben. Eine 
erhöhte Rissneigung wurde entlang der AlMg2Si Linie (Gewichtsverhältnis 
Mg/Si = 1,73) festgestellt. Wie aus der Darstellung hervorgeht, liegt das Maximum der 
Rissempfindlichkeit bei 0,5% Silizium und 0,2% Magnesium. Die beim Laserstrahl-
schweißen eingesetzte Aluminiumlegierung 6060, bestehend aus 0,3 - 0,6% Silizium 
und 0,35 - 0,6% Magnesium, befindet sich somit nahe diesem Maximum der Rissemp-
findlichkeit. 

Wie ebenfalls aus Bild 2.12 hervorgeht, verlagert sich die Rissempfindlichkeit in we-
niger kritische Regionen, wenn die stark siliziumhaltige AlSi-Legierung 4043, AlSi5 
mit 4,5 - 5,5% Siliziumanteil, als Zusatzwerkstoff zum Schweißen der AlMgSi-
Legierung 6060 eingesetzt wird [75].  

Eine Erhöhung des Si-Gehaltes von 0,42% auf 1,39% basierend auf der Aluminiumle-
gierung 6060 bewirkt eine Reduktion der Solidustemperatur von 577 °C auf 509 °C, 
wodurch sich der interdendritische Anteil beim Erstarren von 2% auf 14% erhöht. Dies 
senkt die Heißrissneigung ebenso wie der beobachtete Effekt, dass – für typische Er-
starrungsgeschwindigkeiten des Gießprozesses – ein größerer Si-Anteil die Erstar-
rungsschrumpfung beim Abkühlen der Schmelze reduziert und kornverfeinernd wirkt 
[77]. Daher ist im Bereich der Gefügebeeinflussung das Auflegieren mittels Silizium 
und Magnesium von größter Bedeutung [67][78]. 

Gleiche Tendenzen zur Abnahme der Rissneigung mit zunehmendem Si-
Legierungsgehalt in der Schweißnaht stellten Ploshikhin et al. [67] bei experimentellen 
Untersuchungen mit variierter Mengenzugabe des Zusatzwerkstoffs AlSi12 fest.  

Bislang sind die eingesetzten und kommerziell erhältlichen Zusatzdrähte auf einen 
maximalen Siliziumgehalt von 12% (gewichtsbezogen) beschränkt. Die geringe Form-
barkeit verhindert das konventionelle Gießen hypereutektischer Legierungen mit ei-
nem Siliziumgehalt über 12,2%. Ein neues Verfahren, das sogenannte Sprühkompak-
tieren, ermöglicht die Herstellung homogener feinkörniger Legierungen mit einem 
Siliziumanteil von bis zu 30%. Erste Untersuchungen von Seefeld [79] mit Sonderan-
fertigungen dieser Zusatzdrähte zeigen eine verbesserte Heißrissbeständigkeit durch 
die Erhöhung des Siliziumanteils. 
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Ein weiterer, gefügeorientierter Ansatz der direkt in Richtung einer Remote-
Applikation zielt, ist die Entwicklung der Mehrschichtlegierung Novelis Fusion™  
[48][80][81]. Zur Herstellung dieser Bleche wird während des Gießprozesses ein Bar-
ren aus Mantel und Kern unterschiedlicher Legierungszusammensetzungen gegossen 
(vgl. Bild 2.13 links) und somit eine Schmelzbindung zwischen den verschieden le-
gierten Schmelzen erzielt. Während der Mantel beziehungsweise die Randschicht stark 
siliziumhaltig ist, besteht der Kern aus einer monolithischen AlMgSi-Legierung, wel-
che die benötigten Werkstoffeigenschaften und Festigkeiten aufweist.  

Bild 2.13: Links: Gießprozess von Novelis Fusion™ Material [48][80]. 
Rechts: Querschliff einer geschweißten Novelis Fusion™ Überlappverbindung 
[48][80]. 

Wie in Bild 2.13 rechts dargestellt ist, lässt sich diese Novelis Fusion™ Legierung 
aufgrund des erhöhten Silizium-Gehaltes in der Fügezone ohne Heißrisse schweißen 
[48][80].  

Einen anderen Ansatz, mit dem Ziel ohne eine Veränderung der Legierungszusam-
mensetzung die Gefügestruktur positiv zu beeinflussen, beschreibt Holtz [82][83] in 
seinen Ausführungen zum gepulsten Schweißen artgleicher und artfremder Werkstof-
fe. Durch eine geeignete Modulation der Pulsform wird der Effekt der konstitutionel-
len Unterkühlung erzeugt. Dieser beschreibt die Unterkühlung aufgrund von Konzent-
rationsanreicherung von Legierungselementen beim Erstarren der Schmelze [19], wo-
bei der Effekt der konstitutionellen Unterkühlung besonders ausgeprägt für hohe Kris-
tallisationsgeschwindigkeiten ist [84]. Letztlich wird so ein besonders feinkörniges 
Gefüge erzeugt. Diese Gefügeform ist wiederrum weniger rissanfällig als die klassi-
sche grobkörnige Gefügestruktur [88]. Obgleich experimentell die positiven Auswir-
kungen bewiesen sind, sind derzeit die Zusammenhänge zwischen Pulsform, Wärme-
eintrag und Metallurgie beim Einsatz solch modulierter Pulsformen nicht vollständig 
erforscht.  
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bei der Effekt der konstitutionellen Unterkühlung besonders ausgeprägt für hohe Kris-
tallisationsgeschwindigkeiten ist [84]. Letztlich wird so ein besonders feinkörniges 
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Ebenso ungeklärt bleiben die physikalischen Hintergründe in der Arbeit von Kutsuna 
[85]. In dessen Ausführungen wird beschrieben, wie durch das Strahlpendeln des La-
serstrahles in Ausbreitungsrichtung bei geeigneter Frequenz (500 Hz) rissfreie 
Schweißnähte erzielt werden.  

Für den Prozess des Lichtbogenschweißens beschreiben Zhang et al. [86] die Vorteile 
eines beidseitigen Schweißvorgangs, welcher durch die komplette Bauteildicke durch-
gängig ist. Mittels der sich ausbildenden symmetrischen Temperaturfeldverteilung 
werden Eigenspannungen reduziert sowie ein äquiaxiales Erstarrungsgefüge [87], be-
stehend aus rundlichen Körnern ohne Vorzugsrichtung, erzeugt. Dies führt dazu, dass 
die Anfälligkeit gegenüber Heißrissen stark vermindert werden kann.    

Im Bereich der Gefügebeeinflussung gibt es zudem die Möglichkeit, durch Zugabe 
geringer Mengen artfremder Legierungszusätze die Rissneigung herabzusetzen. 
Tang [88] beschreibt in seinen Ausführungen detailliert den Einfluss verschiedenster 
Legierungselemente auf die Heißrissbildung beim Laserstrahlschweißen und die resul-
tierenden mechanischen Festigkeiten der Schweißverbindungen. Zudem ist bereits aus 
bestehenden Veröffentlichungen bekannt, dass geringe Kupfer- und Zinnzusätze die 
Heißrissneigung erhöhen [89], wohingegen geringe Legierungszusätze an Titan, Titan-
Bor und Zirkonium kornverfeinernd wirken. Diese Kornverfeinerung führt aufgrund 
einer verbesserten Dehnungsaufnahme [90][91] und erschwertem Risswachstum [90] 
dazu, dass die Heißrissneigung herabgesetzt wird [92][93]. 

Thermische Beeinflussung 

Ploshikhin verfolgt in seinen Ausführungen den Ansatz, in der Erstarrungszone ther-
misch induzierte Drücke zu erzeugen [78][63][64], die den vorherrschenden Dehnun-
gen entgegenwirken. Hierzu werden ein oder mehrere zusätzliche Laserstrahlen in 
geeignetem Abstand zum Bearbeitungslaserstrahl geführt (vgl. Bild 2.14 rechts). Da-
mit entsteht analog zur Darstellung in Bild 2.14 ein weiterer Wärmeeintrag, welcher 
eine geringere mechanische Dehnungsbelastung und somit Rissneigung in der Erstar-
rungszone der Hauptschweißnaht zur Folge hat. 
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Bild 2.14: Berechnete Temperaturfeldverteilung und experimentelles Prozessergebnis des 
Einstrahl-Laserschweißes (links) im Vergleich zur Doppelstrahltechnik (rechts) 
[78][63]. 

Die praktische Umsetzbarkeit wird anhand der Proben im unteren Abschnitt von 
Bild 2.14 verdeutlicht. Der Parallelstrahl mit 750 W war bei diesem Beispiel in einem 
Abstand von 20 mm zum Bearbeitungsstrahl angeordnet um nahtmittenrissfreie 
Schweißnähte zu erzeugen.  

Wie ebenfalls aus den Untersuchungen und Berechnungen von Ploshikhin hervorgeht, 
muss zur vollständigen Rissvermeidung mit der zusätzlichen Wärmequelle die Soli-
dustemperatur überschritten werden, so dass eine zweite schmale Schweißnahtspur 
entsteht. Des Weiteren scheint dieser Ansatz problematisch bei der Anwendung auf 
Überlappschweißnähte, da hier ein Wärmeübertrag von Ober- auf Unterblech sicher-
gestellt werden müsste. 

Einen weiteren Ansatz thermisch induzierte Drücke zu erzeugen, liefert Göbel 
[94][95][96] durch induktives Erwärmen der Bereiche parallel zur Schweißnaht. Zu-
dem wird im Projekt InduWäLs [97] seit 2011 für AlMgSi-Aluminiumlegierungen 
ebenfalls dieser Weg beschritten. 

Auch Ploshikhin [63] und Beske [98] haben den Einfluss eines globalen Vorwärmpro-
zesses auf die Heißrissbildung beim Laserstrahlschweißen untersucht. Demnach führt 
die Vorwärmung zu einer Verringerung des Temperaturgradienten und somit zu einem 
Spannungsausgleich, der die mechanische Beanspruchung der Schweißnaht reduziert. 
Gleichzeitig führen diese schwächeren Temperaturgradienten jedoch zu einer Vergrö-
ßerung des Zweiphasengebietes, wodurch die Rissgefahr mit zunehmender Vorwärm-
temperatur erhöht wird. Veränderungen des Abkühlverhaltens können zudem zu Fes-
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tigkeitseinbußen führen und die Einhaltung von Maßhaltigkeiten stellt bei Anwendung 
des globalen Vorwärmens ein weiteres Problem dar. 

Den Einfluss einer lokalen Vorwärmung durch einen Propanbrenner auf die Heißriss-
empfindlichkeit von Edelstahl betrachtete Abdulhamid [99]. Vergleichbar mit dem 
Ansatz des globalen Vorwärmens kam auch Abdulhamid zu dem Schluss, dass die 
Vorwärmtemperatur sehr präzise eingestellt werden muss. So führt nach seinen Aus-
führungen eine Temperaturerhöhung bis 200 °C zu einer Verringerung der Heißrissan-
fälligkeit, wohingegen eine weitere Temperatursteigerung die Heißrissneigung erhöht.  

Kurz [100] schlägt in seiner Patentschrift vor, einen weiteren nachlaufenden Laser-
strahl anzuwenden, um eine Wiedererwärmung der Erstarrungszone ohne Aufschmel-
zen zu erzielen. Die Abkühlrate wurde somit von 2600 K/s auf 1500 K/s reduziert. 
Diese Reduktion des Temperaturgradienten von 400 K/mm auf 175 K/mm erhöht die 
Zeit, in der Schmelze zwischen ausgebildeten Dendritenstrukturen nachfließen kann, 
um den Faktor 4, was entsprechend dem RDG-Kriterium (vgl. Kapitel 2.2.3.2) die 
Heißrissneigung drastisch senkt.  

Yang [101][102] und Ploshikhin [78][63] beschreiben jedoch, entgegen dem Ansatz 
von Kurz für die Prozesse des Lichtbogen- und Laserstrahlschweißens, dass durch eine 
lokale Wärmesenke die Erstarrungsgeschwindigkeit erhöht und somit auch die räumli-
che Ausdehnung des Zweiphasengebietes begrenzt wird. Hierzu wurde im Abstand 
10 mm bis 40 mm vom Lichtbogen die Schmelze abgekühlt. Die Kühlung erfolgte 
über ein unter Druck stehendes System von flüssigem Stickstoff. Dabei mussten die 
Position und Kühlintensität genau optimiert sein. 

Mechanische Beeinflussung 

Einen Ansatz durch mechanische Prozessbeeinflussung, Heißrisse wirkungsvoll zu 
vermeiden, verfolgten Liu et al. [103] und Yang [102] für das Lichtbogenschweißen. 
Eingesetzt wurden zwei Anpressrollen, die sich synchron entlang des Erstarrungsge-
bietes am Ende des Schmelzbades bewegten. Die Rollen erzeugten eine Kraft bis zu 
10 kN, der den auftretenden Zugspannungen entgegen wirkte. Bei dieser Rollenkraft 
von 10 kN und einem Abstand zum Lichtbogen von 6 mm bis 10 mm konnten Heißris-
se vollständig vermieden werden. Die angewandte Methode birgt jedoch die folgen-
schweren Nachteile, dass die Druckrollen einen 0,03 mm tiefen Eindruck hinterließen 
und zudem nur auf gerade Schweißnahtformen übertragbar sind. 

Den mechanischen Einfluss der Spannvorrichtung betrachteten sowohl Ploshikhin 
[78][63], Cicala [104], Huang [105] als auch Matić [106]. Während Cicala [104] da-
rauf verweist, dass die besten Resultate durch eine gleichförmige Kompression erzielt 
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werden, empfehlen Ploshikhin und Huang eine symmetrisch zur Schweißnaht ausge-
führte Spannvorrichtung, die Schrumpfungen zulässt und so möglichst nicht als feste 
Bolzenspannvorrichtung ausgeführt wird.  

Diese Empfehlungen stehen im Einklang mit den Untersuchungen von Matić [106], 
welcher in seinen Ausführungen zum Laserstrahlschweißen rotationssymmetrischer 
Bauteile den Einfluss des Einspannwinkels α analysierte. 

Bild 2.15: Definition des Einspannwinkels α sowie dessen Auswirkungen auf die 
Rissbildung [106]. 

Aus Bild 2.15 geht hervor, dass gilt: Je größer der Einspannwinkel α desto höher ist 
die Neigung zur Heißrissbildung. Obgleich die unterschiedlichen Einspannbedingun-
gen eine veränderte Wärmeableitung zur Folge haben, zeigen nach Matić [106] insbe-
sondere die mechanischen Rahmenbedingungen einen wesentlichen Einfluss auf die 
Rissentstehung. 

2.3 Numerische Schweißsimulation 

Zur Simulation von Schweißprozessen hat sich aufgrund der vielen Einflussfaktoren 
und komplexen Wechselwirkungen, die während des Schweißprozesses auf die Bautei-
le wirken, eine Unterteilung in drei Bereiche bewährt. Analog zu Bild 2.16 sind dies 
die Bereiche: Prozesssimulation, Werkstoffsimulation und Struktursimulation. Die 
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Thematik der Heißrissbildung ist von all diesen Bereichen und deren komplexen 
Wechselbeziehungen betroffen. Die durch Radaj [107] getroffene Zuordnung, die 
Thematik der Heißrissbildung in den Bereich der Werkstoffsimulation einzugliedern, 
bildet die unter Kapitel 2.2.2 beschriebenen komplexen Zusammenhänge der Heißriss-
bildung nur unvollständig ab.  

Bild 2.16: Struktur der Simulation des Schweißprozesses nach Radaj [107]. 
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Häufig beschränken sich die numerischen Simulationen zur Heißrissbildung auf die 
beiden Bereiche Prozess- und Struktursimulation. Dies liegt, wie Tikhomirov [108] 
mit Bild 2.17 verdeutlicht, darin begründet, dass die Komplexität und der Rechenauf-
wand bei Berücksichtigung der genannten Simulationsbereiche zunehmen. 

Bild 2.17: Pyramide der Modellierung der Schweißverzugssimulation [108]. 
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Bestehende numerische Modelle der Heißrissbildung 

Mit der Zunahme leistungsstarker Computer hielt auch die Anwendung der Methode 
der Finiten Elemente Einzug in die Modellierung der Heißrissbildung. Obgleich der-
zeit kein ganzheitliches Modell existiert, welches thermische, strukturmechanische und 
metallurgische Effekte der Heißrissentstehung vereint, finden sich verschiedenste Ar-
beiten, welche sich mit einer Modellierung der strukturmechanischen Rahmenbedin-
gungen der Heißrissbildung befassen.  

Die bestehenden Modellierungsansätze greifen ebenso wie das in Kapitel 3 vorgestell-
te Simulationsmodell auf einen zweistufigen Modellierungsansatz zurück. Zunächst 
wird die FE-Methode eingesetzt, um die resultierende Temperaturverteilung beim 
Schweißen zu berechnen. Aus den berechneten thermischen Resultaten werden an-
schließend mechanische Belastungen und Kriterien zur Beurteilung der Heißrissnei-
gung abgeleitet.  

So betrachteten Zacharia [54] und Feng [109]  die aus dem Schweißprozess resultie-
renden thermo-mechanischen Spannungen und deren Auswirkung auf die Heißrissent-
stehung. Liu [103] und Shibahara [57][58][59] benutzten für ihre Modellabbildung 
Verbindungselemente, welche die Eigenschaften des Temperaturintervalls der Sprö-
digkeit aufweisen und somit zur Beschreibung der Heißrissbildung geeignet sind.  

Weitere numerische Betrachtungen der Heißrissentstehung lieferten Pshennikov [110], 
Hilbinger [111], Wei [112] und Drezet [45][113]. Ihre Arbeiten basieren auf der zwei-
stufigen thermo-mechanischen FE-Abbildung des Schweißprozesses mit abschließen-
der Definition eines Risskriteriums, auf Grundlage der strukturmechanischen Rechen-
ergebnisse. 

Hilbinger [111] betrachtete in seinem numerischen Modell der Heißrissbildung beim 
Laserstrahlschweißen von Aluminium explizit den von Pshennikov [110] nicht be-
rücksichtigten Erstarrungsbereich der Schmelze und wertete die in diesem Bereich des 
„Resteutektikums“ auftretenden Dehnungen aus. Das numerische Modell basierte 
hierzu auf flachen Strukturen beziehungsweise Blechen, die ebene und somit zweidi-
mensionale Spannungszustände zur Folge haben.  



56     Stand der Technik 

Bild 2.18: Quer-Dehnung ε bzw. Verschiebung Δx und Temperaturverlauf im Erstarrungs-
bereich des Schmelzbades beim Laserstrahlschweißen ausgehend von einer 
Blechkante [111]. 

Hilbinger [111] erzielte durch die Abbildung der Nullduktilität und des Lokalisie-
rungseffektes mittels eines geringen Elastizitätsmoduls von 1 MPa im Zweiphasenge-
biet (flüssig-fest) hohe Werte der resultierenden Dehnungen im Erstarrungsgebiet. Für 
den Prozess des Schweißens ab einer Blechkante veranschaulicht Bild 2.18 ortsaufge-
löst den Verlauf der resultierenden Dehnungen im Erstarrungsgebiet der Schmelze 
zwischen Liquidus- und Solidustemperatur. Überschreiten diese Dehnungen, in An-
lehnung an die Theorien von Pellini [42][43], einen kritischen Schwellwert εkrit – nahe 
0,5% in Bild 2.18 – tritt Heißrissbildung auf. Der kritische Schwellwert wurde be-
stimmt, indem iterativ ein Abgleich von simulationsbasierten Dehnungen und experi-
menteller Variation des Randabstandes zur Ermittlung des kritischen Randabstandes 
erfolgte. Als kritischer Randabstand wird hierbei der Randabstand bezeichnet, bei dem 
erstmals Heißrissbildung im Experiment beobachtet wird. Die numerisch ermittelten 
Dehnungen bei diesem kritischen Randabstand bilden den kritischen Dehnungs-
schwellwert εkrit, welchen es zur Vermeidung von Heißrissen zu unterschreiten gilt.  

Wei [112] berechnete für den Prozess des Lichtbogenschweißens einer Edelstahlplatte 
die resultierenden Temperaturfelder sowie Spannungen und Dehnungen. Da in diesen 
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Ausführungen von einer symmetrischen Blechanordnung zur Schweißnahtmittellinie 
ausgegangen wurde, war die Simulation einer Blechhälfte und anschließender Spiege-
lung ausreichend. Bild 2.19 zeigt für diese simulierte Blechhälfte die auftretenden 
mechanischen Dehnungen sowie das Spannungsfeld in transversaler Richtung. 

Bild 2.19: In einer Blechhälfte berechnete transversale Querdehnungen (oben) und 
Querspannungen (unten) [112]. 

Die Vorhersage der Heißrissentstehung nach Wei [112] beruht auf dem dehnungsori-
entierten Ansatz von Prokhorov [50][51]. Somit spielen Spannungen in den von Wei 
angewandten Kriterien zur Rissentstehung keine Rolle. Vielmehr wird angenommen, 
dass Heißrisse auftreten, wenn im TIS die mechanischen Dehnungen mit 

   (2) 

einen kritischen Wert  überschreiten. 

Der Wert der kritischen Dehnung εc(T) wurde hierbei durch die Arbeiten von Matsuda 
et al. [114] mit Hilfe der MISO (Measurement by Means of In-Situ-Observation)-
Technik ermittelt. 
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Drezet [45][113] benutzte bei seinen Ausführungen zur Heißrissbildung des Elektro-
nenstrahlschweißens der CuCrZr-Legierung ein ähnliches ebenensymmetrisches Re-
chenmodell wie Wei [112]. Jedoch wertete Drezet bei der Wahl des Risskriteriums, in 
Anlehnung an das RDG-Kriterium, neben den plastischen Zugdehnungen am Ende des 
Schmelzbades, auch die Dehnungsgeschwindigkeit bzw. Dehnungsrate aus. Für beide 
Werte existiert eine durch Schweißexperimente ermittelte Obergrenze. Überschreiten 
die simulierten plastischen Dehnungen oder die Dehnungsrate die jeweilige Obergren-
ze, kommt es nach Drezet [45][113][115] zur Rissbildung. 
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3 Numerische Modellierung 

Um numerisch den Schweißprozess mit der Problematik der Heißrissbildung in Rand-
nähe geeignet beschreiben zu können, müssen einige Restriktionen beachtet werden. 
So ist es beispielsweise nicht möglich die Modellgröße und Rechenzeiten durch die 
Nutzung von Symmetrieeffekten zur Achse der Schweißnahtmitte zu reduzieren, da 
randnahe Schweißprozesse mit asymmetrischer Wärmeausbreitung betrachtet werden. 
Vielmehr ist die Berücksichtigung des gesamten Probekörpers sowie der angewandten 
Spannvorrichtung eine Voraussetzung zur Analyse von Randeffekten. Des Weiteren 
sollte das Modell die zeitliche Ausprägung der Temperaturfeldverteilung sowie der 
strukturmechanischen Verformungen korrekt erfassen, weshalb ein transienter Rech-
nungsansatz erforderlich wird. Diese, in der hier vorliegenden Arbeit verfolgten, Vor-
gehensweisen, stellen wesentliche Unterscheidungen gegenüber den Arbeiten von 
Pshennikov [110] und Wei [112] dar. 

Die Umsetzung der genannten Anforderung wird im Folgenden anhand des numeri-
schen Modelles beschrieben. 

3.1 Prinzip der numerischen Prozessabbildung 

Das entwickelte Simulationsmodell lässt sich, wie in Bild 3.1 dargestellt, mit den drei 
wesentlichen Phasen „Festlegung der Geometrie und Wärmequelle“, „Temperatur- 
und Strukturberechnung“ sowie „Ergebnisaufbereitung und Auswertung“ charakteri-
sieren.  

Zunächst findet im Pre-Processor eine Definition der zu schweißenden Blechkontur 
sowie der zugehörigen Spanngeometrie statt. Um die benötigte Rechenzeit zu optimie-
ren, wurde eine an die Problemstellung angepasste Vernetzung gewählt, welche im 
Bereich der Schweißnaht eine feinere Vernetzung aufweist als im nahtfernen Bereich 
und im Spannmittel. 
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Bild 3.1: Die drei Phasen der numerischen Modellierung des Schweißprozesses. 

In der zweiten Berechnungsphase wird im entwickelten Simulationsprogramm mit 
Hilfe der ANSYS Solver Umgebung die thermische Berechnung durchgeführt [119]. 
Die hieraus resultierenden Temperaturfelder dienen als Lasteingangsgrößen der Struk-
turberechnung. Die Besonderheit des im Rahmen dieser Arbeit angewandten Modellie-
rungsansatzes liegt darin, dass die Temperaturverteilung sowie die strukturmechani-
schen Belastungen durch den Schweißprozess mit einem transient rechnenden Finite-
Elemente Modell abgebildet werden. Mit Abschluss der Strukturberechnung sind alle 
für die darauffolgende Auswertung erforderlichen Ergebnisse vorhanden.  
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Eine Verwertung und Aufbereitung dieser Ergebnisdaten aus thermischen und struk-
turmechanischen Berechnungen erfolgt abschließend im Post-Processor. Die nachfol-
genden Abschnitte widmen sich einer detaillierteren Beschreibung der genannten ein-
zelnen Simulationsphasen. 

Thermische Berechnungen 

Zunächst wurde eine geeignete Vereinfachung der Problemstellung auf den kondukti-
ven Wärmeübertrag im Bauteil gewählt. Das Modell wurde aus dreidimensionalen 
Strukturen mit konduktiven Wärmeleitungseigenschaften und der Temperatur als Frei-
heitsgrad zusammengesetzt. Zur thermischen Analyse wird in der Simulation die drei-
dimensionale transiente Wärmeleitungsgleichung [116][117][118] 

  κtemp ∙        
 ∙  (3) 

gelöst, wobei   den Wärmeeintrag durch den Laserstrahl-Schweißprozess bezeichnet 
und entsprechend der Kalibrierung aus Kapitel 3.3 angepasst wird.  Das ortsfeste Ko-
ordinatensystem ist derart ausgerichtet, dass x die Schweißrichtung beschreibt und in 
Vorschubrichtung ansteigende Werte aufweist. Die y-Richtung ist orthogonal zur 
Schweißnaht angeordnet, wobei die Schweißnaht selbst auf der x-Achse mit y = 0 mm 
liegt und negativ zur Seite mit geringem Randabstand wird. Der Ursprung in z-
Richtung liegt auf der Blechoberseite, so dass einzelne Punkte im Probekörper negati-
ve z-Werte aufweisen. Des Weiteren definiert Gleichung (3) mit κtemp die temperatur-
abhängige Temperaturleitfähigkeit [116] 

   ∙ 		, (4) 

welche sich aus der Wärmeleitfähigkeit λth(T), der Dichte ρ(T) und der spezifischen 
Wärmekapazität cp(T) zusammensetzt. Die in dieser Arbeit für die thermischen Be-
rechnungen verwendeten temperaturabhängigen Werkstoffeigenschaften, wie die 
Dichte ρ und die spezifische Wärmekapazität cp, sind in Kapitel 3.2 in tabellarischer 
Form aufgeführt und fließen entsprechend in die Berechnung ein. 
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Gekoppelte strukturmechanische Berechnungen 

Im technischen Alltag besteht eine Kopplung des Temperaturfeldes und der Struk-
turmechanik über den Wärmeausdehnungskoeffizienten αtherm (vgl. Gleichung (5)). 
Vielfach ist diese Kopplung unidirektional, so dass das Temperaturfeld einen Einfluss 
auf die Strukturmechanik besitzt – beispielsweise durch thermisch induzierte Dehnun-
gen. Die Strukturmechanik hingegen besitzt häufig keinen Einfluss auf das resultie-
rende Temperaturfeld, da Verschiebungen die Temperaturen und Wärmeleitfähigkei-
ten nicht beeinflussen und die Wärmeerzeugung durch Dehnungen in der Regel zu 
vernachlässigen ist [119].  

Aus diesem Grund lassen sich die Berechnungen – entsprechend zu Bild 3.1 – in zwei 
Berechnungsschritte unterteilen: Temperaturfeldberechnung und Strukturberechnung. 
Die Resultate der thermischen Berechnung dienen in Form der daraus errechneten 
thermischen Dehnungen [120][121] 

   ∙ ∆  ∆ (5) 

als Eingangsgrößen der strukturmechanischen Analyse. So ergibt sich die thermische 
Ausdehnung εtherm aus einem direkt proportionalen Zusammenhang des thermischen 
Ausdehnungskoeffizienten αtherm und der Temperaturdifferenz ΔT. Für die Berechnun-
gen in dieser Arbeit wurde der thermische Ausdehnungskoeffizient auf Basis der Da-
ten in Kapitel 3.2.2 temperaturabhängig ausgelesen.

Die entstehenden thermischen Dehnungen sind grundsätzlich elastisch und reversibel. 
Jedoch sind mit dem thermischen „Atmen“ bei Temperaturerhöhung und -abkühlung 
strukturmechanische Konsequenzen verbunden. Können sich die thermischen Deh-
nungen oder Schrumpfungen nicht ungehindert ausbreiten, was in Bauteilen vornehm-
lich der Fall ist, rufen sie thermisch induzierte Spannungen in den bearbeiteten Bautei-
len hervor. Diese bewirken mechanische Verformungen, das heißt elastische oder plas-
tische irreversible Dehnungen und Stauchungen [122]. 

Eine Aufschlüsselung der genannten Effekte aus thermischer Wärmedehnung und den 
resultierenden mechanischen Dehnungen am angewandten Modell findet sich in Kapi-
tel 4.2 wieder.  
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Post-Process Auswertung 

Zur Visualisierung der berechneten thermischen und strukturmechanischen Größen 
wurde der Post-Processor von ANSYS verwendet. Der Post-Processor stellt die Tem-
peraturverteilung dar und ermöglicht weiterführende Auswertungen charakteristischer 
Größen, wie der ausgebildeten Schmelzbadform und -größe. Des Weiteren ist eine 
strukturmechanische sowie verknüpfte thermische/mechanische Auswertung der Er-
gebnisse möglich. 

Die Möglichkeit im Rahmen der Post-Process Auswertung, einfache Berechnungen 
wie Additionen, Subtraktionen und Multiplikationen durchzuführen, wird insbesonde-
re bei der Auswertung zeitlich veränderter Größen, in Kapitel 4.3 genutzt. 

3.2 Werkstoffdatenbasis 

Die verwendeten Werkstoffdaten besitzen einen wesentlichen Einfluss auf die Model-
lierungsergebnisse. Zur besseren Prozessabbildung ist es erforderlich, dass Werkstoff-
kennwerte in ihrer Temperaturabhängigkeit erfasst werden. Nahezu sprunghafte Ver-
änderungen dieser Werkstoffeigenschaften kennzeichnen den Phasenübergang von 
Solidus- zu Liquidustemperatur an der Erstarrungsfront beim Schweißen. Abhängig 
von der Verfügbarkeit der benötigten Daten werden wahlweise die Werkstoffkennwer-
te der verwendeten AlMgSi-Legierung herangezogen oder nahezu identische Werk-
stoffeigenschaften von Aluminium vorausgesetzt und diese als Werkstoffkennwerte 
angewendet.  

Thermophysikalische Werkstoffeigenschaften 

Zu den für die thermische Simulation benötigten Werkstoffdaten nach Kapitel 3.1.1 
gehören die Dichte ρ(T), die Wärmeleitfähigkeit λth(T), die spezifische Wärmekapazi-
tät cp(T) sowie  die Schmelzenthalpie HLat und der Wärmeübergangskoeffizient αkonv. 

Dichte  

Bei der Erstarrung von Aluminium erfolgt eine Volumenabnahme von 7,5%, die sich 
in der Erhöhung der Dichte von 2,37 g/cm3 bei 640 °C im flüssigen Zustand auf 
2,55 g/cm3 bei 560 °C im festen Zustand niederschlägt [123]. Diese Erstarrungs-
schrumpfung führt beim Gießen ebenso wie beim Schweißen zu der unerwünschten 
Ausbildung von Lunkern in der erstarrenden Aluminiumschmelze. 
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Bild 3.2 zeigt den temperaturabhängigen Verlauf der Dichte von Aluminium. Dieser 
liegt der numerischen Modellierung als Datenbasis zugrunde.  

Bild 3.2: Dichteänderung von festem und flüssigem reinem Aluminium in Abhängigkeit 
von der Temperatur [75]. 
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Wärmeleitfähigkeit und Spezifische Wärmekapazität 

Wie in Kapitel 3.1.1 gezeigt wird im Modell der zweifelsohne wichtige konvektive 
Wärmetransport in der Schmelze nicht erfasst. Um diesen dennoch einzubeziehen, 
wird oberhalb der Schmelztemperatur die Wärmeleitfähigkeit in Vorschubrichtung 
(Längsrichtung) gegenüber der in Querrichtung stark erhöht. Diese Vorgehensweise 
entspricht den Ansätzen von Newman [124], Feng [109] und Hilbinger [111] zur 
Schmelzbad- und Temperaturfeldmodellierung beim Schweißen. Ebenso wie in diesen 
Arbeiten vorgesehen, findet eine Erhöhung der Wärmeleitfähigkeit um den Faktor 
zwei statt (vgl. Bild 3.3 links). Zahlreiche weitere Veröffentlichungen zur Kompensa-
tion konvektiver Anteile nehmen eine um den Faktor drei erhöhte Wärmeleitfähigkeit 
an [125][126][127][128][129]. Die Wahl dieses Faktors basiert auf den in Kapitel 3.3 
beschriebenen experimentellen Überprüfungen zur Anpassung des numerisch simulier-
ten Schmelzbades an die experimentell in Videoaufzeichnungen beobachtete Schmelz-
badform.  

Bild 3.3: Links: Temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit [111].  
Rechts: Spezifische Wärmekapazität für Rein-Aluminium [75][130]. 

Für die Modellierung wird der temperaturabhängige Verlauf der spezifischen Wärme-
kapazität von reinem Aluminium entsprechend den Daten des Aluminium-
Taschenbuchs [75] herangezogen, welcher in Bild 3.3 rechts dargestellt ist. Mit der 
erhöhten spezifischen Wärmekapazität am Übergang Solidus/Liquidus wurde im Mo-
dell die spezifische Schmelzwärme berücksichtigt. Diese Vorgehensweise ist möglich, 
da die Enthalpie H eines Stoffes definiert ist als [119][131][132] 

     ∙  , (6) 
wobei U die innere Energie bezeichnet und die Volumenarbeit durch das Produkt aus 
Druck p und dem Volumen V gegeben ist. Unter der Annahme, dass Druck und Volu-
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men temperaturbedingt keine signifikanten Veränderungen erfahren, ergibt sich die 
Änderung der Enthalpie als Differenz der inneren Energie [119][132] 

 −    −      ∙ ()


  . (7) 

Wenn die Temperatur T1 kleiner als die Solidustemperatur und die Temperatur T2
größer als die Liquidustemperatur ist, liegt ein Phasenwechsel vor und Gleichung (7) 
muss um die latente Wärme HLat beim Phasenwechsel erweitert werden [119] 

() − () =    ∙ ()


  +  . (8) 

Die spezifische latente Wärme kann nach Gleichung (8) über die lokale Erhöhung der 
spezifischen Wärmekapazität (vgl. Bild 3.3 rechts) zwischen Solidus- und Liquidus-
temperatur berücksichtigt werden. 

Wärmeübergang zur Umgebung 

Als konvektiver Wärmeübergangskoeffizient αkonv wird für die Simulation in dieser 
Arbeit ein konstanter Wert von 30 W/(m2∙K) verwendet. Dieser Wert stellt eine cha-
rakteristische Größe für den Wärmeübergang von Aluminium zu Luft dar [133] und 
wurde in der Simulation an der Werkstück- sowie Spannmitteloberfläche angesetzt. 
Der Wärmeübertrag durch Wärmestrahlung wurde in der numerischen Prozessabbil-
dung als verschwindend gering angenommen und daher vernachlässigt [133]. 
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Strukturmechanische Werkstoffeigenschaften 

Zur Berechnung von strukturmechanischen Kenngrößen werden der Wärmeausdeh-
nungskoeffizient α, das Elastizitätsmodul E, die Querkontraktionszahl υ sowie Fließ-
kurven bei unterschiedlichen Temperaturen benötigt. Des Weiteren werden in diesem 
Abschnitt die mechanischen Eigenschaften nahe der Nullduktilität und dem Tempera-
turintervall der Sprödigkeit erörtert, da diese für eine korrekte Modellbeschreibung der 
Heißrissbildung von Bedeutung sind [65].  

Wärmeausdehnungskoeffizient 

Der Wärmeausdehnungskoeffizient steigt für Aluminium bis zur Schmelztemperatur 
kontinuierlich an. Oberhalb der Solidustemperatur von 560 °C wurde, wie in Bild 3.4 
dargestellt, in der Simulation ein konstanter Wärmeausdehnungskoeffizient von 
28,5∙10-6 1/K angesetzt. 

Bild 3.4: Wärmeausdehnungskoeffizienten in Abhängigkeit der Temperatur [75]. 
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Elastizitätsmodul und Querkontraktionszahl 

Die kontinuierliche Abnahme des Elastizitätsmoduls mit zunehmender Temperatur hat 
Köstner [134] nachgewiesen. Dies entspricht einer Zunahme des Elastizitätsmoduls 
beim Erstarrungsvorgang, was von Untersuchungen durch Pumphrey und Jennings 
[72] gestützt wird. Zudem konnte für die Erstarrung einer einprozentig siliziumhalti-
gen Aluminiumlegierung übereinstimmend das Entstehen mechanischer Festigkeit 
beobachtet werden [135][136], bevor duktiles Werkstoffverhalten auftritt.  

In der Simulation bildet die kontinuierliche Abnahme des E-Modules von einem Wert 
nahe 38800 MPa bei der Solidustemperatur von 560 °C auf einen Wert von 100 MPa 
bei der Liquidustemperatur von 640 °C dieses Verhalten ab. Die Messung einer konti-
nuierlichen Abnahme des Elastizitätsmoduls zwischen Solidus- und Liquidstemperatur 
von Rappaz [137] stützt die getroffene Annahme. Oberhalb der Liquidustemperatur 
liegt Aluminiumschmelze vor, die keine mechanische Festigkeit besitzt. So wird für 
die Berechnungen ein geringer Wert des E-Modules von 100 MPa eingesetzt, um eine 
Konvergenz der strukturmechanischen Berechnungen zu ermöglichen. 

Bild 3.5: Links: Verlauf des Elastizitätsmoduls als Funktion der Temperatur [111]. 
Rechts: Temperaturabhängige Querkontraktionszahl [136]. 

Die ebenfalls benötigte Querkontraktionszahl bzw. Poissonzahl steigt bis zur Schmelz-
temperatur an. Ab dieser Temperatur wird ein Wert von Null angesetzt. Ist die Quer-
kontraktionszahl gleich Null, bewirken Längsdehnungen keine Veränderung der Quer-
dehnungen [7], so dass sich dieser Wert zur numerischen Eigenschaftsbeschreibung 
oberhalb der Schmelztemperatur eignet. 
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Fließkurven 

Die Verformungseigenschaften von AlMgSi hat Hilbinger [111] mit dem Warmzug-
versuch nach Gleeble [138] ermittelt. Die so gewonnene Datenbasis plastischer Ver-
formungen ist in Bild 3.6 zusammengefasst. 

Bild 3.6: Temperaturabhängige Spannungs-Dehnungskurven der Aluminiumlegierung 
AA6016 [111]. 

Gemäß Bild 3.5 sinkt das E-Modul zu höheren Temperaturen ab. Ebenso verringert 
sich die Fließspannung, welche diejenige Spannung bezeichnet, die zur Einleitung 
beziehungsweise Aufrechterhaltung einer bleibenden Formänderung nötig ist [139]. 

Nullduktilität und Temperaturintervall der Sprödigkeit (TIS) 

Mit Nullduktilität wird eine Festigkeitseigenschaft des Werkstoffes nahe der Solidus-
temperatur bezeichnet. Bei dieser Temperatur besitzt der Werkstoff eine gewisse Fes-
tigkeit die jedoch auf einem rein spröden Werkstoffverhalten basiert. Somit ist in die-
sem charakteristischen Bereich kein Fließverhalten zu beobachten und das Versagen 
tritt abrupt, ohne Verformungen, auf [139][141]. Die charakteristischen mechanischen 
Werkstoffeigenschaften zwischen Festkörper und Fluid hat Pierer [142] in Bild 3.7 
dargestellt.  



70     Numerische Modellierung 

Bild 3.7: Schematische Darstellung der mechanischen Eigenschaften in der Nähe des 
Schmelzpunktes [142]. 

Pierer erläutert, dass das Temperaturintervall zwischen der  Nullfestigkeitstemperatur 
(ZST – Zero Strength Temperature) beziehungsweise der Schmelznachspeisungstem-
peratur LIT und der Temperatur der Nullduktilität (ZDT – Zero Ductility Tempera-
ture)  als kritisches Temperaturintervall der Sprödigkeit TIS bezeichnet und als Maß 
für die Rissempfindlichkeit verwendet wird [142]. 

Neben der Temperatur der Nullduktilität ZDT ist die Nullfestigkeitstemperatur ZST, 
ab der die Kapillarkräfte und Verästelung sich berührender Sekundärarme zur Über-
tragung von Kräften führen, von Bedeutung. Die Schmelznachspeisungstemperatur 
(LIT – Liquid Impenetrable Temperature) bezeichnet jene Temperatur, bei welcher die 
interdendritischen Räume aufgrund der Oberflächenspannung der Schmelze nicht 
mehr nachgespeist werden können. Das Temperaturintervall der Sprödigkeit befindet 
sich – analog zu Kapitel 2.2.3.2 – zwischen der Schmelznachspeisungstemperatur und 
der Temperatur der Nullduktilität. 

Wie aus den Werkstoffdaten des Elastizitätsmoduls (Bild 3.5 links) und den Fließkur-
ven (Bild 3.6) hervorgeht, wird in der vorliegenden Arbeit von einem kontinuierlichen 
Abfall der Duktilität (Bild 3.7) bis zur Liquidustemperatur TL ausgegangen. Somit 
wird eine Rissbildung aufgrund eines ausgeprägten sprunghaften Abfalls der Duktilität 
in den Modellbeschreibungen nicht berücksichtigt.  

Gleichwohl ist die Temperatur der Nullduktilität auch für die Analyse von Schweiß-
nahtmittenrissen eine wichtige Werkstoffeigenschaft und wird häufig als Spröd-
Duktil-Übergangstemperatur bezeichnet. Hilbinger [111] bestimmte diese Temperatur 
für den Werkstoff AA6016 zu 560 °C, was nahe der Solidustemperatur von 557 °C des 
ternären Eutektikums [114] liegt. Die genannte Temperatur der Nullduktilität mit 
560 °C wird in der Simulation insofern berücksichtigt, als dass die Definition des 
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Bild 3.7: Schematische Darstellung der mechanischen Eigenschaften in der Nähe des 
Schmelzpunktes [142]. 
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Heißrisskriteriums in Kapitel 5 zur quantitativen Beschreibung der Heißrissneigung an 
den Isoflächen dieser Temperatur, der Erstarrungsisotherme, ansetzt. Dort wird, ent-
sprechend zu den Analysen von Bezençon [48], eine besonders hohe Neigung zur 
Rissbildung erwartet. 

3.3 Kalibrierung der Wärmequelle 

Um die Simulation mit experimentellen Ergebnissen abzugleichen, muss die in den 
Berechnungen angewandte Wärmequelle kalibriert werden. Dies erfolgte anhand von 
Querschliffen der Schweißnähte sowie Hochgeschwindigkeits-Aufnahmen des 
Schmelzbades bei unterschiedlichen Laserparametern und Randabständen. 

Die Wärme wurde anschließend in der Simulation punktuell in Form von verteilten 
Punktquellen eingebracht. Bild 3.8 verdeutlicht die Knotenpunkte mit Wärmeeintrag 
(rot und orange markiert) sowie die dort eingebrachte Leistung, welche die Größe der 
dargestellten Kreise wiedergegeben wird. 

                    

Bild 3.8: Querschnitt der simulierten Probe mit dem verwendeten Simulationsnetz  und 
dem Wärmeeintrag an den markierten Knotenpunkten.  
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 10 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Durch die Superposition einzelner Punktquellen ergibt sich in Anlehnung an die Ar-
beiten von Chang [143] eine angepasste Schmelzbadform. Die Intensität und Position 
des Wärmeeintrages wurde hierbei derart angepasst, dass sich die in Bild 3.9 links 
dargestellte projizierte Querschnittsfläche oberhalb der Solidustemperatur und unter 
Beachtung temperaturabhängiger Werkstoffdaten (Kapitel 3.2.1) einstellt. 
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Bild 3.9: Links:  Berechneter Schweißnahtquerschnitt während des Schweißprozesses. 
Rechts: Querschliff der erstarrten Schweißnaht zur Kalibrierung des Wärme-
eintrages.  
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 10 mm, lS = 60 mm, 
zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

Der Querschliff in Bild 3.9 ist in der Modellierung mit identischen Parametern für 
Vorschub und Laserleistung dem Experiment (rechts dargestellt) nachempfunden. Wie 
der Vergleich aus Bild 3.9 zeigt, liegt angesichts der vernachlässigten konvektiven 
Wärmeströme dennoch eine brauchbare Übereinstimmung zwischen Simulation und 
experimentell bestimmtem Prozessergebnis vor. Des Weiteren dient die resultierende 
Schmelzbadgröße und -form bei variierenden Randabständen zur Kalibrierung der 
Temperaturfeldverteilung in Vorschubrichtung.  

Bild 3.10: Links: Experimentell mittels HS-Aufnahmen beobachtete Schmelzbadform. 
Rechts: Ergebnis der FE-Simulation mit angepasster Wärmequelle. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 2 mm, lS = 60 mm, 
zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

Die in der Simulation eingebrachte Wärmequelle wurde derart angepasst, dass eine 
gute Übereinstimmung der berechneten Schmelzbadgröße und -form mit der, anhand 
von HS-Aufnahmen experimentell ermittelten, Schmelzbadform bei variierenden 
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Randabständen erzielt wird. Für einen Randabstand des Lasers beziehungsweise der 
Wärmequelle von 2 mm ist in Bild 3.10 die erzielte Übereinstimmung von Experiment 
(vgl. Bild 3.10 links) und Modell (vgl. Bild 3.10 rechts) dargestellt, welche auf den in 
Kapitel 3.2 beschriebenen angepassten Werkstoffeigenschaften im Schmelzbad ba-
siert. 





4 Ergebnisse der Simulation

Die Auswertung und Interpretation der Rechenresultate der thermischen und struktur-
mechanischen Simulationen findet, wie in Kapitel 3.1.3 beschrieben, innerhalb des 
Post-Prozessors statt. Zur Analyse und Darstellung des Schweißprozesses wird im 
Folgenden eine Momentaufnahme des Zeitpunktes herangezogen, bei dem die Wär-
mequelle 50 mm Weg einer Gesamtschweißnahtlänge von 60 mm zurückgelegt hat. 
Dieser Zeitpunkt eignet sich, um die Start- als auch die Endphase des Schweißprozes-
ses weitestgehend auszublenden, was aus den Ausführungen in Kapitel 4.3 hervorgeht. 

4.1 Temperaturfeldverteilung in Blechrandlage 

Zunächst dient die Berechnung des Temperaturfeldes für die unterschiedlichen Ein-
gangsparameter Laserleistung, Schweißgeschwindigkeit und Probengeometrie einer 
Erweiterung des Prozessverständnisses für das randnahe Laserstrahlschweißen. 

Bild 4.1: Berechnetes Temperaturfeld während des Schweißprozesses. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

So ist beispielsweise beim Schweißen mit einem Randabstand von 5 mm, wie in 
Bild 4.1 dargestellt, ein deutlicher Wärmestau an der Randkante ersichtlich, was zu 
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einer asymmetrischen Temperaturverteilung führt [144]. Des Weiteren lassen sich mit 
der angewandten Modellierung relevante Prozessgrößen wie Schmelzbadform, 
Schmelzbadvolumen und Maximaltemperatur am Blechrand berechnen. Die Vorge-
hensweise zur Bestimmung der Schmelzbadform und des Schmelzbadvolumens wird 
nachfolgend beschrieben. 

Schmelzbadform und Schmelzbadvolumen 

Um die Schmelzbadgröße systematisch zu analysieren, wird aus der Simulation das 
Volumen des Materials bestimmt, welches eine Temperatur oberhalb der Solidustem-
peratur 560 °C aufweist. Aufgrund der Diskretisierung des Modells in quaderförmige 
Elemente mit 0,5 mm Kantenlänge und der Definition, dass jene Elemente welche 
einen Knotenpunkt bei Solidustemperatur oder einer höheren Temperatur besitzen zum 
Schmelzbadvolumen beitragen, ergibt sich ein geringfügig vergrößerter Volumenwert.  

Bild 4.2: Das Schmelzbad aus der Simulation sowie die Diskretisierung zur Berechnung 
des Schmelzbadvolumens. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Die detaillierte Betrachtung des Schmelzbades aus Bild 4.2 offenbart die Auswirkun-
gen der Annahme aus Kapitel 3.2.1, dass die Wärmeleitfähigkeit in Vorschubrichtung 
erhöht ist. So zeigt sich ein länglich geformtes Schmelzbad, welches sich über circa 
6 mm in Längsrichtung und 2,5 mm in der Breite erstreckt. Zudem weist die resultie-
rende Schmelzbadfront in Vorschubrichtung (in der seitlichen Normalprojektion in 
Bild 4.2 durch den grünen Pfeil markiert) eine geringere Steigung auf, als dies in der 
Realität der Fall ist [145]. Da die in Kapitel 5.1 definierte Rissneigungsenergie am 
Ende des Schmelzbades, der Erstarrungszone, definiert wird, hat dies auf die weiteren 
Analysen zur Heißrissentstehung keine Auswirkungen.
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4.2 Strukturmechanik in Blechrandlage 

Dieses Kapitel dient der Verdeutlichung und Veranschaulichung des Einflusses einer 
Laserschweißnaht auf Spannungen und Dehnungen im bearbeiteten Probekörper wäh-
rend und nach dem Schweißprozess. Wie Radaj [146] umfassend beschrieben hat, 
führt beim Schweißen die Schrumpfung des Schweißguts zur Ausbildung von Eigen-
spannungen [147][148]. Mit einem klassischen thermoelastischen Modell sind diese 
Eigenspannungen nicht darstellbar, da die Druckspannungen – aufgrund der Wär-
meausdehnung eines erwärmten Bauteilbereiches – beim Abkühlen auf die Ausgangs-
temperatur vollständig verschwinden [149].  

Eine einfache Umsetzung der Berechnung von Eigenspannungen wird durch eine Mo-
difikation des thermoelastischen Modells erreicht, indem eine Relaxation bzw. Auflö-
sung der Druckspannungen oberhalb der Schmelztemperatur stattfindet [144]. Durch 
das Abkühlen von Schmelztemperatur und die auftretende Erstarrungsschrumpfung 
werden Zugspannungen im Bereich der Schweißnaht induziert. Die so entstandenen 
Schweißeigenspannungen werden innerhalb eines Bauteils, bezogen auf die Nahtrich-
tung, in Längs- und Querrichtung aufgeteilt. Durch das Abkühlen und Erstarren nach 
dem Schweißvorgang ergibt sich ein Eigenspannungszustand mit hohen Zugspannun-
gen in Längsrichtung (vgl. Bild 4.3 a). Resultierend aus diesen Zugspannungen in der 
Schweißnaht entstehen Druckspannungen im Grundwerkstoff analog zu Bild 4.3 a. 

Aus den Längsspannungen entstehen die betragsmäßig geringeren Querspannungen. 
Die Blechverformung auf Basis der Längsspannung führt dazu, dass Quer-
Zugspannungen in der Schweißnahtmitte entstehen, wohingegen sich an den Nahten-
den Druckspannungen quer zur Schweißnaht aufbauen (vgl. Bild 4.3 b). 

Bild 4.3: Schematische Darstellung von Längs- (a) und Querspannungen (b) in einem 
geschweißten Blech [150]. 
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Die beschriebenen Vorgänge führen durch die plastischen Verformungen im Bereich 
der Schweißnaht sowie der Wärmeeinflusszone entsprechend der Spannungsrichtung 
zu einer veränderten Geometrie des Probekörpers. Diese resultierende Verformung 
wird Schrumpfung oder Verzug genannt [147]. Der Verzug und die Eigenspannungen 
stehen in einer direkten Abhängigkeit und verhalten sich umgekehrt proportional zuei-
nander. Demzufolge ist es wichtig, vor dem Schweißen grundsätzlich zu klären, ob 
eine Konstruktion verzugsarm oder eigenspannungsarm ausgeführt werden soll.  

Werden Bauteile miteinander verschweißt, ohne eingespannt zu sein, können sie frei 
schrumpfen und die resultierenden Schweißeigenspannungen bleiben auf einem sehr 
niedrigen Niveau. Demgegenüber führt eine feste Einspannung der zu verschweißen-
den Fügepartner zu einer verzugsarmen Baugruppe [147], die vergleichsweise hohe 
Eigenspannungswerte nach dem Schweißprozess aufweist.  

Die Schrumpfungen, die sich durch den einseitigen Schweißvorgang an einer Recht-
eckplatte in Längsrichtung und Querrichtung ergeben, hat Radaj in den Ausführungen 
zur Wärmewirkung des Schweißens [146] aufgezeigt. 

Während jene Betrachtungen die Bauteilfixierung durch eine Spannvorrichtung aus-
klammern, steigert die Berücksichtigung einer Spannvorrichtung in den numerischen 
Betrachtungen die Komplexität, was im Rahmen dieser Arbeit der Fall ist. Je nach 
Ausprägung der Einspannung besitzt diese Einfluss auf die Thermik und Mechanik des 
Schweißprozesses. Die Analyse dieser Effekte ist Gegenstand der Diskussion in Kapi-
tel 7.3. Als Basis für die folgenden Untersuchungen dient eine Blechanordnung mit 
seitlicher Einspannung analog zu Bild 4.1. 

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden strukturmechanische Berechnungen 
durchgeführt, welche durch die nachfolgend in Kapitel 4.2.1 und Kapitel 4.2.2 be-
schriebenen Kenngrößen und Verformung und Dehnung charakterisiert sind. 

Verformungen 

Als Verformungen werden Formänderungen des bearbeiteten Werkstücks in der Simu-
lation bezeichnet. Diese führen zu Verzerrungen und Dehnungen in den einzelnen 
Elementen sowie zu Verschiebungen oder Verdrehungen der Elementverknüpfungen 
an den Knotenpunkten. Bei rein elastischem Werkstoffverhalten sind in der Simulation 
die Verformung und Dehnung direkt über das Hooksche-Gesetz miteinander ver-
knüpft. Die ausgewertete globale Verformung stellt eine Aufsummierung der lokalen 
Dehnungen und Verschiebungen dar. Die Größe der auftretenden Verformungen liefert 
ein verlässliches Indiz für die mechanische Beanspruchung des bearbeiteten Werk-
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stücks. Bild 4.4 zeigt die resultierende Verformung in Quer-Richtung für einen konti-
nuierlichen Schweißvorgang. 

Bild 4.4: Verformung in Quer-Richtung (y-Richtung) bei seitlicher Einspannung. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Die Verformung ist dabei um den Faktor 10 vergrößert dargestellt. Bei 5 mm Randab-
stand und seitlicher Einspannung resultiert ein starkes Auswandern des Reststeges um 
mehrere hunderstel Millimeter. Nach dem Erkalten der Schweißnaht treten Erstar-
rungsschrumpfungen auf, wie an den entgegengesetzten Verformungsrichtungen zur 
Schweißnahtmitte links in Bild 4.4 zu erkennen ist.

Lokale Dehnungen 

Die lokalen Gesamtdehnungen            (9) 

bestehen aus der Summe der Einzelkomponenten der thermischen Dehnung εtherm und 
der mechanischen Dehnung εmech, wobei sich die mechanische Dehnung wiederum aus 
der Summe der elastischen Dehnung εel und der plastischen Dehnung εpl zusammen-
setzt [151]. 
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Bild 4.5 zeigt die errechneten Dehnungen in transversaler Richtung für einen kontinu-
ierlichen Schweißvorgang an der Position 50 mm einer Gesamtschweißnahtlänge von 
60 mm. 

Bild 4.5: Lokale Dehnungen in transversaler y-Richtung. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie aus Bild 4.5 hervorgeht, entstehen im Bereich der erstarrenden Schweißnaht nega-
tive thermische Dehnungen. Des Weiteren korrelieren die thermischen Dehnungen mit 
der Temperaturfeldverteilung im Blech, da sie über den thermischen Ausdehnungsko-
effizienten αtherm direkt mit der lokalen Temperatur verknüpft sind. Die thermischen 
Dehnungen fallen beim Erstarren der Schweißnaht deutlich negativ aus da, wie in Ka-
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Bild 4.5 zeigt die errechneten Dehnungen in transversaler Richtung für einen kontinu-
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kommt es zu deutlichen Erstarrungsschrumpfungen. Das nicht geschmolzene Blech 
neben der Schweißnaht kann dieser Erstarrungsschrumpfung nicht beliebig nachgeben, 
so dass die erstarrenden Elemente positive mechanische Dehnungswerte aufgrund des 
bestehenden Formzwangs erfahren (vgl. Bild 4.5). 

Berücksichtigung der Schmelzeeigenschaften 

Während des Schweißprozesses wird der feste Grundwerkstoff durch die über den 
auftreffenden Laserstrahl eingebrachte Energie aufgeschmolzen. Solche Phasenüber-
gänge stellen insbesondere bei der numerischen Prozessabbildung von Schweißvor-
gängen eine große Herausforderung dar. Dies ist darauf zurückzuführen, dass eine 
Veränderung von strukturmechanischen hin zu fluiddynamischen Eigenschaften in der 
Schmelze stattfindet. Da die fluiddynamische Analyse im entwickelten numerischen 
Modell nicht vorgesehen ist, fand eine Berücksichtigung der Fluid-Eigenschaften im 
Rahmen der strukturmechanischen Prozessabbildung statt. So kamen die in Absatz 
3.2.1 angeführten richtungsabhängigen Wärmeleitungseigenschaften im Schmelzbad 
ebenso zum Einsatz, wie die in Absatz 3.2.2 beschriebenen Werkstoffeigenschaften 
mit herabgesetztem Elastizitätsmodul im Schmelzbad.  

Entsprechend den in Kapitel 3.2 genannten Werkstoffdaten findet in der korrekten 
Modellabbildung eine Berücksichtigung des Schmelzbades insofern statt, als dass dort 
weder Spannungen noch plastische Dehnungen auftreten. Die Berücksichtigung des 
Phasenüberganges wird in Form einer abrupten Änderung der genannten Werkstoffei-
genschaften beim Aufschmelzen bzw. Erstarren realisiert. Als dem Schmelzbad zuge-
hörig werden jene Elemente betrachtet, welche einen Knoten mit einer Temperatur 
oberhalb der Liquidustemperatur von 640 °C aufweisen. Für diese Elemente wird die 
Referenztemperatur auf die Liquidustemperatur 640 °C festgelegt. Dies bedeutet, dass 
diese Elemente bei 640 °C keine thermische Dehnung besitzen und beim Erstarrungs-
vorgang eine negative thermische Dehnung erfahren. Bild 4.6 zeigt das aus diesen 
Annahmen resultierende Spannungs- und Dehnungsfeld der Schweißnaht. 
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Bild 4.6: Spannungs- und Dehnungsverteilung in Quer-Richtung.
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Aus Bild 4.6 rechts ist ersichtlich, dass das Löschen plastischer Dehnungswerte im 
Schmelzbad sowie die Berücksichtigung des Erstarrungsvorganges zu deutlichen me-
chanischen Zugdehnungen führen, die den entstehenden thermischen Erstarrungs-
schrumpfungen entgegen wirken. 

Diese Modellbeschreibung ist geeignet, um die strukturmechanischen Effekte beim 
Schweißen zu erfassen. Daher wird in den folgenden Kapiteln ausschließlich Bezug 
auf diesen Modellierungsansatz mit der Berücksichtigung von plastischen Verformun-
gen und veränderter Referenztemperatur des Schmelzbades genommen. 
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4.3 Zeitliche Effekte beim Laserstrahlschweißen 

Der Schweißprozess, insbesondere der Laserstrahlschweißprozess, ist aufgrund seiner 
intensiven Energieeinbringung bei hohen Vorschüben ein sehr dynamischer Prozess. 
Mit dieser Prozessdynamik, welche sich aus Kapillarfluktuationen, Schmelzbadströ-
mungen, Oberflächenspannungseffekten und Dampfreibung ergibt, setzten sich bereits 
zahlreiche Arbeiten auseinander [10][26][153][154][155][156]. Die in diesen Arbeiten 
behandelten kurzzeitigen Effekte wie Kapillarinstabilitäten spielen vor allem bei den 
Mechanismen der Spritzer- und Prozessporenbildung eine entscheidende Rolle.  

Bei der folgenden Erweiterung des Prozessverständnisses der Heißrissbildung finden 
die genannten kurzzeitigen lokalen Effekte jedoch keine nähere Berücksichtigung. 
Vielmehr sollen thermische Effekte, welche sich von der Natur der Temperaturleitfä-
higkeit heraus in längeren, mehrere Millisekunden umfassenden Zeiträumen abspielen, 
näher betrachtet werden. Wie in Kapitel 2.2.2 geschildert, beeinflusst die Temperatur-
verteilung maßgeblich die Heißrissbildung. 

Entwicklung der Temperaturfeldverteilung in Blechrandlage 

Das Laserstrahlschweißen unendlich ausgedehnter Bleche in zentraler Blechposition 
erzeugt eine zur Schweißnahtmitte symmetrische Temperaturverteilung. Diese lässt 
sich in erster Näherung mit Hilfe vereinfachter Schweißmodelle mit konzentrierten 
Wärmequellen (Punkt und Linie) nach Rosenthal [157][158] und Rykalin [159] be-
rechnen. Beim Laserstrahlschweißen in Randnähe sind die nach Rykalin vorhandenen 
Symmetrieeffekte zur Reduktion der Beschreibungskomplexität nicht mehr nutzbar, da 
der auftretende Wärmestau an der Randkante für eine asymmetrische Temperaturfeld-
verteilung sorgt. Derartige Randeffekte lassen sich analytisch durch den Einsatz von 
Spiegelquellen näherungsweise beschreiben [160]. Im Rahmen dieser Arbeit fand eine 
numerische Lösung in Form einer FEM-Simulation des randnahen Laserstrahl-
schweißprozesses statt. Bei konstanter Laserleistung und Schweißgeschwindigkeit 
zeigt Bild 4.7 die zeitliche Ausprägung und Entstehung der charakteristischen Tempe-
raturfeldverteilung für eine 60 mm lange Schweißnaht bei 5 mm Randabstand. 
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Bild 4.7: Mittels FEM-Simulation berechnete Temperaturfelder zu verschiedenen 
Zeitpunkten des randnahen Laserstrahl-Schweißprozesses. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Bereits die Bildabfolge der Zeitschritte lässt eine Unterteilung des Schweißprozesses 
in die drei folgenden Prozessphasen zu: 

-  Startphase  

- Quasi-stationäre Schweißphase  

- Endphase   

Während der Startphase wird zunächst durch Verdampfungs- und Schmelzprozesse 
eine Kapillare ausgeformt. Anschließend findet Wärmeakkumulation rund um die 
Kapillare statt. Dies führt dazu, dass sich das Temperaturfeld um die Kapillare und die 
resultierenden Temperaturgradienten in diesem Bereich stark verändern.  
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Zu sehen ist dies an der sich räumlich verändernden Wärmeakkumulation bis 0,2 s. 
Danach folgt ein quasi konstant mit der Wärmequelle mitwanderndes Temperaturfeld 
im Abschnitt 0,3 s bis 0,6 s. 

Die Endphase des Schweißprozesses beginnt mit der Veränderung der Laserleistung 
entweder durch eine angewandte Endrampe oder durch abruptes Abschalten der Laser-
leistung wie dies in Bild 4.7 der Fall ist. Da dem Bauteil anschließend keine zusätzli-
che Energie mehr zugeführt wird, beginnt ein Abkühlvorgang wie er im Übergang von 
0,6 s bis 0,9 s in Bild 4.7 zu erkennen ist. 

Schmelzbadvolumen 

Das Schmelzbadvolumen VSchmelze ist zur Charakterisierung des Schweißvorganges 
sehr gut geeignet, da insbesondere dessen Größe der zeitlichen Variation thermischer 
Einflussgrößen unterworfen ist. Analog zu Kapitel 4.1 kann das Schmelzbadvolumen 
im Simulationsmodell ausgewertet werden. Eine zeitliche Analyse der Größe des für 
verschiedene Randabstände ermittelten Schmelzbadvolumens, ergeben die Kurven-
schar aus Bild 4.8. 

Bild 4.8: Berechnete Größe des Schmelzbadvolumens für den gesamten Schweißprozess 
bei variiertem Randabstand R.  
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Während der Startphase des Schweißprozesses nimmt das Schmelzbadvolumen konti-
nuierlich zu. Anschließend stellt sich eine quasi-stationäre Schweißphase ein, in der 
sich das Temperaturfeld rund um das Schmelzbad kaum verändert. Wird der Laser-
strahl beziehungsweise die Wärmequelle im Modell am Ende der Schweißnaht deakti-
viert, fällt das Schmelzbadvolumen rasch ab bis schließlich zirka 0,05 Sekunden nach 
der Schweißung das komplette Schmelzbad erstarrt ist und sich der Wert Null ergibt. 
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Die stark erhöhten Schmelzbadvolumina bei 1 mm und 2 mm Randabstand deuten 
darauf hin, dass hierbei der Blechrand entsprechend der Kalibrierung aus Kapitel 3.3 
umgeschmolzen wird. 

Maximaltemperatur am Blechrand 

Die Maximaltemperatur am Blechrand stellt eine charakteristische Kenngröße des 
auftretenden Wärmestaus am Bauteil-Blechrand dar. Der Wert und die Position dieser 
Maximaltemperatur können mit dem numerischen Modell orts- und zeitaufgelöst er-
mittelt werden. Bild 4.9 zeigt die zeitlichen Verläufe der Maximaltemperatur am 
Blechrand bei variierendem Randabstand. 

Bild 4.9: Zeitlicher Verlauf der berechneten Maximaltemperatur am Blechrand bei 
variiertem Randabstand R.  
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie aus in Bild 4.9 ersichtlich, zeigt ebenfalls der Verlauf der Maximaltemperatur am 
Blechrand eine Startphase, eine quasi-stationäre Schweißphase und eine Endphase. 
Der zeitliche Verlauf der Höhe der Maximaltemperatur wird hierbei maßgeblich durch 
den Randabstand und die Laserleistung beeinflusst. Ebenso wird die Dauer, bis sich 
eine konstante Maximaltemperatur einstellt, vom Randabstand beeinflusst. Bild 4.9 
zeigt, dass je näher sich die Wärmequelle am Blechrand befindet, desto eher stellt sich 
eine konstante Maximaltemperatur ein.  

Schleppabstand: Position Quellen - Position der Maximaltemperatur am Blechrand 

Wie aus Bild 4.10 hervorgeht, steigt der Schleppabstand, welcher den Abstand der 
Maximaltemperatur am Blechrand in Bezug auf die Laserstrahlquelle bezeichnet, mit 
zunehmendem Randabstand bis zum Abschalten der Laserquelle an.  
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Bild 4.10: Berechneter Schleppabstand, Abstand Wärmequelle und Maximaltemperatur am 
Blechrand, bei variiertem Randabstand R. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Diesem Verhalten liegt die Physik der Wärmeausbreitung zugrunde, welche aufgrund 
der Wärmeleitfähigkeit, spezifischen Wärmekapazität und Dichte dafür sorgt, dass es 
zu dem berechneten Versatz in Abhängigkeit des Randabstandes kommt. Zudem ist 
ersichtlich, dass sich der als Schleppabstand bezeichnete Abstand zwischen Quellen-
position und Maximaltemperatur am Blechrand über die Dauer des Schweißprozesses 
verändert und vornehmlich für große Randabstände stetig ansteigt. Für die Randab-
stände von 4 mm und 5 mm ergibt sich ein Schleppabstand von 10 bis 15 mm, so dass 
die Maximaltemperatur am Blechrand wenige Millimeter hinter dem Schmelzbadende 
(vgl. Kapitel 4.1, 6 mm Schmelzbadlänge), dem Erstarrungsbereich, liegt.

Zeitliche Entwicklung der Strukturmechanik in Blechrandlage 

Abgeleitet aus den beschriebenen Temperaturfeldern kann auf die zeitliche Verände-
rung der Strukturmechanik beim Schweißen in Blechrandlage geschlossen werden. 
Beispielhaft werden diese im Folgenden für den Schweißprozess mit einem Randab-
stand von 5 mm aufgezeigt. Die strukturmechanischen Berechnungen ergeben zu-
nächst ein starkes Ausbeulen der Randkante auf Höhe des Schmelzbades. 
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Bild 4.11: Berechnete Verformung in Quer-Richtung beim Laserstrahlschweißen mit 5 mm 
Randabstand.  
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Um die visuell in Bild 4.11 dargestellten Effekte quantitativ zu erfassen, zeigt in 
Bild 4.11 eine Auswertung der maximalen Verformung des Blechrandes in transversa-
ler Quer-Richtung (y-Richtung) über der Zeit.  
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Bild 4.12: Zeitlicher Verlauf des berechneten Wertes der maximalen Verformung des 
Blechrandes in Quer-Richtung.  
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie aus Bild 4.12 hervorgeht, bildet sich die maximale Verformung in transversaler y-
Richtung nicht analog zur Maximaltemperatur in Kapitel 4.3.1 aus. Vielmehr wird 
deutlich, dass die Einspannung des Bleches einen wesentlichen Einfluss auf die Ver-
formung hat. So ist das maximale Auswandern der Blechkante zum Zeitpunkt zwi-
schen 0,3 und 0,4 s zu beobachten, was einer Position des Laserstrahles bzw. der 
Wärmequelle mittig zwischen der seitlichen Spannvorrichtung entspricht. Anschlie-
ßend sorgt die seitliche mechanische Fixierung des simulierten Bearbeitungsbleches 
dafür, dass die auftretende Verformung rückläufig ist. 
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Den Einfluss des Randabstandes auf die maximale Verformung des Blechrandes zeigt 
Bild 4.13. 

Bild 4.13: Berechneter Wert der maximalen Verformung des Blechrandes in -y-Richtung 
bei variiertem Randabstand.  
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = variiert, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Es wird deutlich, dass geringere Randabstände zu größeren Verformungen neigen. 
Dies entspricht dem grundsätzlichen Verständnis und den in Formel (1) gegebenen 
Zusammenhängen, wonach ein größerer Blechrand eine Erhöhung des Biegewider-
stands mit der dritten Potenz bewirkt. Zudem nimmt bei geringerem Randabstand auch 
die Temperatur am Blechrand zu (vgl. Bild 4.9), was über die Verknüpfung mit dem 
Wärmeausdehnungskoeffizienten auch eine größere Verformung nach sich zieht. 
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5 Heißrisskriterium

Die bestehenden Theorien zur Heißrissentstehung sind in Kapitel 2.2.3 vorgestellt. Ein 
wesentliches Strukturierungsprinzip orientiert sich an der Unterscheidung von metal-
lurgisch-, dehnungs- und spannungsbasierten Risskriterien. Aus diesen verschiedenen 
Herangehensweisen an die Thematik der Heißrissbildung hat sich die in Kapitel 2.2.3 
und Kapitel 2.3.1 aufgeführte Vielfalt an Heißrisstheorien und Modellbeschreibungen 
entwickelt.  

Die nachfolgend definierte Rissneigungsenergie vereint sowohl metallurgische als 
auch dehnungs- und spannungsbasierte Aspekte der Heißrissbildung und soll somit die 
vorhandenen Heißrisstheorien modellübergreifend zusammenfassen.  

5.1 Definition der Rissneigungsenergie 

Die im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Rissneigungsenergie dient der Beschreibung 
der Heißrissbildung von Schweißnahtmittenrissen beim Laserstrahlschweißen in 
Randkantennähe. Es wird explizit nur der Zeitpunkt der Rissinitiierung betrachtet und 
analysiert. Nach der Rissentstehung ist davon auszugehen, dass eine massive Schwä-
chung der mechanischen Eigenschaften stattfindet und der Riss sich unter Einfluss der 
auftretenden Kerbwirkung fortpflanzt [124]. 

Analog zu den Überlegungen aus Kapitel 2.2.3 wird der Bereich der Solidustemperatur 
bzw. dem Temperaturintervall der Sprödigkeit als besonders rissanfällig betrachtet. 
Aus diesem Grund wird in der Auswertung der numerischen Simulation die Oberflä-
che mit einer Solidustemperatur von 560 °C ausgelesen. Anschließend wird die Soli-
dusfläche in ihrer lateralen Ausdehnung erfasst und zur weiteren mechanischen 
Rissanalyse lediglich der Erstarrungsbereich, wie in Bild 5.1 dargestellt, herangezo-
gen. 
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Bild 5.1: Aus der Simulation ermittelte Kenngrößen zur Berechnung der Rissneigungs-
energie. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Die Fläche des Erstarrungsbereiches an der Mittelachse der Schweißnaht wird zeitauf-
gelöst ermittelt. Analog zur Darstellung in Bild 5.1 findet auf der Erstarrungsfläche 
eine Auswertung der dort vorherrschenden Spannungen σy,ave und mechanischen Deh-
nungen εmech,y,ave in transversaler y-Richtung statt. 

Diese beiden Kenngrößen werden anschließend zur Beurteilung der Heißrissneigung 
herangezogen, indem die über der Erstarrungsfläche gemittelten Werte der Spannung 
σy,ave und der mechanischen Dehnung εmech,y,ave berechnet werden. Als weiterer Faktor 
dient das Erstarrungsvolumen  

   −  , (10) 

welches aus der Differenz des Solidusvolumens VSolidus und des Liquidusvolumens 
VLiquidus gebildet wird. Obschon die Differenz das gesamte Schmelzbad berücksichtigt, 
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ergibt sich das Erstarrungsvolumen vornehmlich aus dem erstarrenden Bereich im 
Nachgang der Wärmequelle.  

Um die Rissneigung quantitativ zu erfassen, wird die charakteristische Rissneigungs-
energie  

  ,) ∙ (,,)  ∙ , ∙ ,, ∙  (11) 

durch Multiplikation der genannten drei Einzelfaktoren gebildet.  

Die Heavyside-Funktion θ(u) [161][162] in Gleichung (11) nimmt den Wert Null für 
negative Spannungen oder Dehnungen an und wird eins für positive Spannungen und 
Dehnungen am Ort der Erstarrung. Weiter gilt, dass je größer der so ermittelte Wert, 
desto größer ist die Neigung zur Bildung von Heißrissen in Form von Schweißnahtmit-
ten-Erstarrungsrissen. 

Dadurch ist ein Risskriterium definiert, welches sowohl die dehnungsbasierten Ansät-
ze, als auch die in Kapitel 2.2.3.3 vorgestellten spannungsbasierten Theorien berück-
sichtigt [163]. Die Überlegungen, dass positive Zugdehnungen Heißrisse initiieren, 
tragen ebenso zum definierten Faktor bei, wie die zahlreichen Betrachtungen der vor-
herrschenden Spannungen in transversaler Richtung am Erstarrungsort, welche die 
Rissausbildung initiieren. Metallurgische Einflüsse werden in der Rissneigungsenergie 
in Form der eingesetzten Solidus- und Liquidustemperatur zur Lokalisierung der Er-
starrungsfläche, über welche der Faktor gemittelt wird, berücksichtigt. Hieraus resul-
tiert wiederum die Größe des Erstarrungsvolumens VErstarrung. Für eine eutektische 
Legierungszusammensetzung ergibt sich somit aus Gleichung (11) eine Rissneigungs-
energie, die den Wert Null annimmt und somit unkritisch ist. Dieser Wert stimmt mit 
experimentellen Beobachtungen überein, welche für eutektische AlSi12 Legierungen 
keine Heißrissgefahr ausweisen [11][79][164]. Auch der Sachverhalt, dass die Riss-
neigungsenergie für ein großes Schmelzbad im Verhältnis zum Erstarrungsvolumen 
geringere Werte annimmt, entspricht den Überlegungen von Feurer [44] und Rappaz-
Drezet-Gremaud [45][46], welche mangelnde Schmelzenachspeisung als wesentlichen 
Treiber der Heißrissbildung ausmachen. 

Der gewählte Ansatz der Simulation und Rissneigungsdefinition eignet sich besonders, 
um die Heißrissneigung in Randnähe beim Laserstrahlschweißen von AlMgSi-
Legierungen zu quantifizieren. Eine weitere Anwendung des so definierten Heiß-
risskriteriums auf alternative Werkstoffe und veränderte Bauteilgeometrien, wie dem 
Schweißprozess an rotationssymmetrischen Stahl-Getriebebauteilen, ist grundsätzlich 
denkbar.   
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5.2 Zeitlicher Verlauf der Rissneigungsenergie 

Aus dem transienten Modellierungsansatz ergibt sich die Möglichkeit, die Rissnei-
gungsenergie zu jedem Zeitpunkt während der Erzeugung der Schweißnaht zu ermit-
teln. Da sich sowohl das Temperaturfeld als auch die zugehörigen Dehnungen und 
Spannungen über den Verlauf einer Schweißnaht verändern, wird sich dementspre-
chend die Rissneigungsenergie über den instationären Schweißprozess verändern. Die 
drei wesentlichen Größen zur Bildung der Rissneigungsenergie sind die lokal im Er-
starrungsbereich auftretenden Quer-Spannungen und Quer-Dehnungen, sowie das 
Erstarrungsvolumen zwischen Liquidus- und Solidustemperatur. Bild 5.2 zeigte den 
zeitlichen Verlauf dieser Größen. 
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Bild 5.2: Berechnete Werte der mittleren Spannungen (oben) und Dehnungen (Mitte) in y-
Richtung an der Erstarrungsfläche sowie das Erstarrungsvolumen (unten) 
aufgetragen über der Zeit. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm , dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Der Kurvenverlauf der Quer-Spannungen am Erstarrungsort zeigt, dass diese zunächst 
einen negativen Wert besitzen. Die Analyse der Spannungen im Bereich des Erstar-
rungsgebietes in Bild 5.2 mit den beobachteten Druckspannungen zum Prozessstart 
gelten insbesondere für einen Schweißprozess mit Schweißstart im Blech. In diesem 
Fall besitzt das Blech, welches das Schmelzbad umrahmt, eine fixierende Wirkung mit 
erhöhtem Verformungswiderstand. 
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Hingegen zeigten Bachhofer [165], Hilbinger [111], Wei [112] und Drezet [166] für 
einen Prozessstart an der Blechkante, dass in diesem Startbereich hohe Maximaldeh-
nungen auftreten, so dass zu Prozessbeginn eine hohe Heißrissneigung vorliegt.  

Für den Prozessstart im Blech zeigt Bild 5.3 die zeitlichen Veränderungen der Riss-
neigungsenergie während einer Schweißnaht, welche bei 5 mm Randabstand mit 5 kW 
Laserleistung und 6 m/min Schweißgeschwindigkeit erzeugt wurde. 

Bild 5.3: Zeitlicher Verlauf des berechneten Wertes der Rissneigungsenergie.  
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm , dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Während der Startphase bis etwa 0,2 s steigt der Rissneigungsenergie kontinuierlich an 
und bleibt anschließend nahezu konstant bei einem Wert von 3,2∙10-3 J. Wird am Ende 
der Schweißnaht zum Zeitpunkt 0,6 s der Laser ausgeschaltet, ergibt sich ein deutlicher 
Ausschlag der Rissneigungsenergie, welcher auf den Erstarrungsprozess am Ende der 
Schweißnaht zurückzuführen ist.  

Der Fragestellung, ob die erhöhten Rechenwerte der Modellberechnungen mit dem 
experimentell beobachteten Auftreten von Endkraterrissen korrelieren, widmet sich 
Kapitel 6. 
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5.3 Randabstandsvariation zur Ermittlung der kritischen 
Rissneigungsenergie 

Der Randabstand hat einen wesentlichen Einfluss auf das resultierende Temperaturfeld 
und die Strukturmechanik in der Umgebung des Laserstrahlschweißprozesses. 

So konnte in den Kapiteln 4.3.1 und 4.3.2 bereits rechnerisch eine erhöhte Maximal-
temperatur an der Randkante, sowie ein zunehmendes Auswandern dieser Randkante 
durch thermische Verformung mit verkürztem Randabstand beobachtet werden. 

Im oberen Bereich von Bild 5.4 wird die berechnete Rissneigungsenergie zum Zeit-
punkt nach 0,5 s Schweißzeit für die Randabstandsvariation dargestellt. 

Bild 5.4: Oben: Wert der Rissneigungsenergie bei variiertem Randabstand nach 0,5 s 
Schweißzeit. 
Unten: Experimentell erzeugte Querschliffe bei variiertem Randabstand. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = variiert, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie aus Bild 5.4 hervorgeht, besitzt die Rissneigungsenergie die höchsten Werte für 
4 mm und 5 mm Randabstand. Die Werte der Rissneigungsenergie korrelieren mit den 
im unteren Bereich von Bild 5.4 dargestellten Querschliffen, welche für 4 mm und 
5 mm Randabstand deutliche Nahtmittenrisse aufweisen. Die Randabstandsvariation 
dient dazu, einen kritischen Schwellwert der Rissneigungsenergie zu ermitteln, bei 
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deren Überschreiten mit Heißrissbildung in Form von Schweißnahtmittenrissen zu 
rechnen ist.  

Dieser kritische Schwellwert für die Entstehung von Heißrissen kann für die gezeigten 
Schweißnahtversuche in Randnähe mit  

  3 ∙ 10  (12) 

angegeben werden.  

Die geringe Heißrissneigung bei großen Randabständen oberhalb 7 mm wird folglich 
korrekt erfasst. Zudem ergibt sich eine geringere Neigung zur Bildung von Nahtmit-
tenrissen beim Umschmelzen der Blechkante und einem Randabstand von 1 mm be-
ziehungsweise 2 mm, was ebenfalls die experimentellen Resultate wiederspiegelt. Die 
kritische Rissneigungsenergie Ekrit (vgl. Gleichung 12) wird in der gesamten vorlie-
genden Arbeit als gültig angesehen, da in der Arbeit einheitlich der Werkstoff AlMgSi 
6016, mit den entsprechenden thermo-mechanischen Eigenschaften, zum Einsatz kam. 
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6 Experimentelle Validierung der Simulation 

Um Laserstrahlbearbeitungsprozesse gezielt zu analysieren und die komplexen Wech-
selwirkungsmechanismen zu verstehen, ist der Einsatz von Diagnostikmitteln unum-
gänglich und vielfach bewährt [28][167][168]. Die in diesem Abschnitt geschilderte 
Diagnostik widmet sich der Validierung der in den vorherigen Kapiteln beschriebenen 
Modellierung. Hierzu wird zunächst die Temperaturfeldverteilung in Randnähe analy-
siert. Anschließend soll der zeitliche Vergleich der Rissneigungsenergie mit der 
Rissausprägung entlang einer Schweißnaht zeigen, ob auch zeitliche Veränderungen 
beim Schweißen in der Modellvorstellung korrekt wiedergegeben werden. Der letzte 
Abschnitt widmet sich der Untersuchung der Heißrissentstehung im Hinblick auf eine 
Lokalisierung des Rissentstehungsortes anhand einer schmalen, besonders rissanfälli-
gen Probe und bietet die Möglichkeit, nochmals die Rissneigungsenergie mit experi-
mentell beobachteter Rissentstehung abzugleichen.  

6.1 Thermografieanalyse der Wärmeausbreitung in 
Blechrandlage 

Um experimentell zu verifizieren, ob sich beim Laserstrahlschweißen in Blechrandlage 
der von Hilbinger [111] beschriebene, sowie in Kapitel 4.3 numerisch berechnete, 
Wärmestau an der Randkante einstellt, wurde ein experimenteller Aufbau gemäß 
Bild 6.1 realisiert.  

Mit der eingesetzten Thermokamera, welche über einen spektralen Sichtbereich von 
3,4 μm bis 5,1 μm verfügt, konnte der Prozess bei einer eingeschränkten Pixelzahl von 
128 x 256 Pixel mit 1800 Hz Aufnahmefrequenz beobachtet werden. Auf der Ver-
suchsprobe entspricht dies einem Aufnahmebereich von 40 mm Länge bei 20 mm Hö-
he. 
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Bild 6.1: Links: Anordnung des vorbehandelten Werkstücks, der Scanneroptik zur 
Strahlablenkung und der Thermokamera. 
Rechts: Graphitbeschichtete Versuchsprobe mit Aussparung im Schweiß-
nahtbereich. 

Aufgrund der Tatsache, dass die Kamera nicht über einen breiten Temperaturbereich 
kalibriert wurde und der Emissionsgrad weitgehend unbekannt ist, lassen die resultie-
renden Aufnahmen keine Rückschlüsse auf absolute Temperaturgrößen zu. Um den-
noch einen qualitativen Vergleich der Aufnahmen untereinander zu ermöglichen, wur-
den die Proben mit Graphitspray beschichtet, so dass eine einheitliche mattschwarze 
Oberfläche mit einheitlichem Emissionsgrad vorlag (vgl. Bild 6.1 rechts). Um den 
Schweißprozess nicht zu beeinflussen wurde der Bereich der Schweißnaht nicht matt-
schwarz beschichtet. 

Eine exemplarische Aufnahme der thermographischen Beobachtung der beschichteten 
Probe während eines Schweißprozesses ist mit Bild 6.2 dargestellt. Die untersuchte 
Schweißnaht wurde mit 650 µm Fokusdurchmesser bei 3 m/min Schweißgeschwindig-
keit, 3,5 kW Laserleistung bei einem Randabstand von 5 mm erstellt und spiegelt so-
mit die in Kapitel 5 mittels Simulation betrachteten Verhältnisse beim randnahen La-
serstrahlschweißen wieder. 
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Bild 6.2: Links: Thermografieaufnahme beim Laserstrahlschweißen in Randnähe. 
Rechts: Auswertung des transversalen Temperaturprofils. 
(Parameter: P = 3,5 kW, v = 3 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, lS = 80 mm, 
zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

Wie deutlich zu erkennen ist, bildet sich mit einem gewissen nachlaufenden lateralen 
Versatz zum auftreffenden Laserstrahl ein Wärmestau an der Randkante aus. Rechts in 
Bild 6.2 ist ein transversaler Verlauf der Temperatur über die unbehandelte grau mar-
kierte Schweißnahtbahn hinweg dargestellt. Dieser Querschnitt zeigt ebenfalls, dass 
ein asymmetrisches Temperaturfeld entsteht mit einer erhöhten Temperatur am Blech-
rand. 

Die Interpretation des Einflusses verschiedenster Prozessgrößen auf den gezeigten 
Wärmestau an der Randkante ist Gegenstand der Ausführungen in Kapitel 7.1, wel-
ches Bezug auf die dargelegten Messprinzipien nimmt. 

6.2 Zeitliches Verhalten der Heißrissneigung in Experi-
ment und Simulation 

Wie in Kapitel 4.3 ausgeführt, spielen die zeitlichen Effekte beim Laserstrahlschwei-
ßen in Randnähe eine wichtige Rolle. So wurde rechnerisch gezeigt, dass sich im be-
trachteten Parameterbereich nach einer Startphase von etwa 0,2 s bei einem Randab-
stand von 5 mm und einer Schweißgeschwindigkeit von 6 m/min ein quasi-stationäres 
Temperatur- und strukturmechanisches Belastungsfeld einstellt. Innerhalb der Start-
phase wird, Bild 5.3 zufolge, eine geringere mechanische Belastung der erstarrenden 
Schmelze ermittelt und damit eine geringere Heißrissneigung prognostiziert. Dass 
dieses Verhalten gleichwohl in experimentellen Versuchen verifiziert werden kann, 
zeigt Bild 6.3. 
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Bild 6.3: Oben: Nahtoberraupe einer 80 mm langen Schweißnaht. 
Unten: Berechneter Verlauf der Rissneigungsenergie mit den angewandten 
Schweißparametern. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Die Schweißnaht aus Bild 6.3, erstellt mit 650 µm Fokusdurchmesser auf der Werk-
stückoberseite bei 5 kW Laserleistung und einer Schweißgeschwindigkeit von 
6 m/min, zeigt eine rissfreie Startphase, auf die ein Übergangsbereich und eine quasi-
stationäre Schweißphase mit deutlichem Nahtmittenriss folgt. Nach etwa 20 mm be-
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Bild 6.3: Oben: Nahtoberraupe einer 80 mm langen Schweißnaht. 
Unten: Berechneter Verlauf der Rissneigungsenergie mit den angewandten 
Schweißparametern. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 
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ziehungsweise 0,2 s Schweißzeit tritt ein deutlicher Schweißnahtmittenriss auf, der an 
der Schweißnahtoberseite zu erkennen ist. 

Durch die Übereinstimmung des Auftretens des Schweißnahtmittenrisses in Bild 6.3 
mit dem zeitlichen Verlauf der berechneten Rissneigungsenergie innerhalb einer 
Schweißnaht konnte gezeigt werden, dass die transienten zeitlichen Prozesse im Mo-
dell mit den experimentellen Beobachtungen korrelieren. 

6.3 Rissanfällige Versuchsprobe - Diagnostik und Simu-
lation  

Um die Ausgangsbedingungen der Heißrissentstehung näher zu untersuchen, wurde 
auf einer Versuchsprobe mit starker Heißrissneigung aufgrund eines beiseitig geringen 
Randabstandes geschweißt. Die heißrissanfällige Versuchsprobe hatte die Abmaße 
100 mm Länge, 10 mm Breite und 2,7 mm Dicke. Wie in Bild 6.4 dargestellt, wurde 
diese Versuchsprobe entlang der Mittelachse geschweißt, was einen beidseitigen 
Randabstand von 5 mm zur Folge hat. 

Bild 6.4: Form der Versuchsprobe mit starker Heißrissneigung und die in der Simulation 
berechnete zugehörige Temperaturfeldverteilung.  
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 
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Bild 6.4 zeigt zudem das resultierende symmetrische Temperaturfeld, welches nach 
Kapitel 3 mittels FE-Modellierung simuliert wurde. Die Einspannung an beiden Pro-
benenden wurde zur realitätsnahen Prozessabbildung ebenfalls in die Simulation inte-
griert.  

Um den Ort der Heißrissentstehung experimentell zu ermitteln, wurde der Schweiß-
prozess an der genannten Probe mit einer Hochgeschwindigkeitskamera beobachtet. 
Die Bildung des Heißrisses kann hierbei deutlich auf Einzelaufnahmen gemäß Bild 6.5 
sowie in Bildsequenzen identifiziert werden. 

Bild 6.5: Links: Einzelbild einer Hochgeschwindigkeits-Aufnahme der Rissentstehung 
nach dem Schmelzbad.  
Rechts: Querschliff der Schweißnaht an schmaler Probenform mit starker 
Heißrissneigung. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, lS = 60 mm, 
zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

In Bild 6.5 links ist ein spitz zulaufendes Schmelzbad hervorgehoben, welches als ein 
Indiz für eine gerichtete zellulare dendritische Erstarrungsform bekannt ist [137][169]. 
Diese Schmelzbadform ist der Heißrissanfälligkeit zuträglich, da in der Schweißnaht-
mitte die Erstarrungsfronten aufeinander treffen [65][137][169]. Mit weiterem 
Schweißnahtfortschritt spreizt sich der im Anschluss an das Schmelzbad aufgetretene 
Heißriss auf und nimmt an Breite zu. Daher bleibt nach dem Schweißprozess ein deut-
lich sichtbarer Nahtmittenriss, siehe Bild 6.5 rechts, zurück.  

Da die Oberfläche des Schmelzbades in Bild 6.5 mit einer Oxidschicht belegt ist, kann 
die genaue Position der Rissentstehung mit Hilfe der Aufnahmen nicht zweifelsfrei 
ermittelt werden. Daher wurde als zusätzlicher Indikator für den Ort und die zeitliche 
Phase der Rissentstehung die Rissoberfläche, mit Blickrichtung analog Bild 6.5, her-
angezogen. Die linke Rasterelektronenmikroskop-Aufnahme von Bild 6.6 zeigt eine 
typisch dendritische Erstarrungsstruktur [25]. 
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Bild 6.6: Links: Dendritische Struktur der Heißrissoberfläche. 
Rechts: Rissoberfläche einer Probe aus Zugversuchen. 

Durch einen Vergleich von Bild 6.6 links mit der typischen Rissoberfläche eines 
Kaltrisses nach einem Zugversuch in Bild 6.6 rechts soll ermittelt werden, ob es sich 
bei den vorhandenen Rissen tatsächlich um Heißrisse handelt. Die im linken Abschnitt 
sichtbare dendritische Struktur stützt die bestehenden Theorien der Heißrissentstehung 
aus Kapitel 2.2.3, wonach die Rissentstehung in der Erstarrungsphase des Schmelzba-
des stattfindet. Zusätzlich zeigt die Aufnahme einige scharfe Bruchkanten, welche 
durch die beiden Pfeile im Bild markiert sind. Diese Bruchkanten deuten auf eine 
Rissentstehung in der sogenannten “Mushy-Zone” hin, bei der sich einige erstarrte 
dendritische Brücken bereits vollständig ausgebildet haben [15][75][111]. Eine Aus-
bildung dieser scharfen Bruchkanten im Zuge der Probenpräparation kann ausge-
schlossen werden, da die Rissoberflächen bereits nach dem Schweißprozess vollstän-
dig voneinander getrennt waren. 

Dadurch, dass an der Rissoberfläche sowohl frei dendritisch erstarrte als auch scharf-
kantige Strukturen sichtbar sind, wird die Annahme gestützt, dass sowohl Quer-
Dehnungen als auch Quer-Spannungen am Erstarrungsort von Bedeutung sind. Diese 
beiden strukturmechanischen Einflussgrößen tragen wesentlich zur Definition der 
Rissneigungsenergie in Kapitel 5.1 bei. 

Die verwendete spezielle schmale Probenform führt dazu, dass ein geringer Bie-
gungswiderstand des Reststeges (zwischen Blechrand und Schweißnaht) vorhanden 
ist. Dieser Biegewiderstand kann nach Gleichung 1 berechnet werden und geht mit der 
dritten Potenz der Reststegbreite einher. Daher kommt es zu starkem transversalem 
Auswandern in negativer und positiver y-Richtung, was um den Faktor 10 skaliert in 
Bild 6.7 mit Simulationsresultaten gezeigt wird. 
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Bild 6.7: Berechnete Verformung in transversaler y-Richtung der Test-Probe mit starker 
Heißrissneigung. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Die auftretende starke Verformung zu beiden Seiten bewirkt eine große Zugdehnung 
im Bereich der Schweißnahterstarrung, was insbesondere die mechanischen Dehnun-
gen in y-Richtung in Bild 6.8 wiederspiegeln. 

Bild 6.8: Berechnete Spannungen (links) und Dehnungen (rechts) der Test-Probe mit 
starker Heißrissneigung. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie in Kapitel 2.2.3 beschrieben, ist das Auftreten dieser Zugdehnungen eine der we-
sentlichen Ursachen der Heißrissbildung. 



106     Experimentelle Validierung der Simulation 

Bild 6.7: Berechnete Verformung in transversaler y-Richtung der Test-Probe mit starker 
Heißrissneigung. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Die auftretende starke Verformung zu beiden Seiten bewirkt eine große Zugdehnung 
im Bereich der Schweißnahterstarrung, was insbesondere die mechanischen Dehnun-
gen in y-Richtung in Bild 6.8 wiederspiegeln. 

Bild 6.8: Berechnete Spannungen (links) und Dehnungen (rechts) der Test-Probe mit 
starker Heißrissneigung. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 
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Der experimentell mit dieser Probenform erhaltene Nahtmittenriss bestätigt die rech-
nerisch ermittelte und in Bild 6.9 dargestellte erhöhte Rissneigung im Vergleich zur 
konventionellen Schweißprobenform. 

Bild 6.9: Heißrissneigung einer konventionellen 30 mm breiten Versuchsprobe (rot) und 
der 10 mm schmalen Probenform (blau). 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, 
lS = 60 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Im Vergleich zur konventionellen Schweißprobenform weist die schmale Probenform 
mit seitlicher Einspannung eine um den Faktor 1,3 erhöhte Rissneigung auf.   

Diese hohe Heißrissneigung der schmalen rissanfälligen Probenform wird erneut in 
Kapitel 7.6 aufgegriffen um die Effektivität der Verfahren zur Vermeidung von Heiß-
rissen zu verifizieren. 





7 Optimierte Bearbeitungsstrategien zur 
Rissminimierung

Wie in Kapitel 2.2.2 beschrieben, beeinflusst das komplexe Zusammenspiel zwischen 
Thermik, Mechanik und Metallurgie maßgeblich die Heißrissbildung. Auf Basis dieses 
Kenntnisstandes, sowie der in Kapitel 4 erlangten Erweiterung des Prozessverständnis-
ses durch numerische Simulation, können verschiedenste Ansätze zur Minimierung 
des Heißrissrisikos verfolgt werden. Unterteilt in die drei Gruppen der Prozessparame-
terwahl, dem Schweißen mit modulierter Laserleistung und dem entwickelten Stepp-
Verfahren, werden besonders vielversprechende Ansätze zur Heißrissvermeidung im 
Folgenden wahlweise experimentell betrachtet oder mit dem numerischen Modell aus 
Kapitel 3 analysiert. 

7.1 Geeignete Prozessparameterwahl 

Der Laserstrahlschweißprozess kann über eine Vielzahl von Prozessparametern beein-
flusst werden. Die wichtigsten Parameter wie Laserleistung, Schweißgeschwindigkeit 
und Fokusdurchmesser werden in den nachfolgenden Abschnitten näher ausgeführt 
und deren Einfluss auf die Heißrissbildung erörtert. Die Fokuslage und der etwaige 
Einsatz von Prozessgasen [104] können den Schweißprozess ebenfalls positiv beein-
flussen, werden im Folgenden jedoch nicht weiter untersucht. 

Einfluss der Laserleistung und Schweißgeschwindigkeit 

Die eingekoppelte Laserleistung bestimmt maßgeblich die thermische Belastung der 
Versuchsprobe. Je mehr Laserleistung eingekoppelt wird, desto größer ist die zu er-
wartende Schweißnahtfläche [9] und desto höher werden die im Umfeld der Schweiß-
naht vorherrschenden Temperaturen.  

Da die thermischen Einflüsse thermomechanische Verformungen bewirken, welche 
wiederrum über die in Kapitel 2.2 beschriebenen Zusammenhänge zur Heißrissbildung 
führen können, ist eine Veränderung der Heißrissneigung bei Variation der Laserleis-
tung zu erwarten.  
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Um dieses Verhalten zu charakterisieren, wurden Schweißnähte mit einer Länge von 
80 mm bei Laserleistungen von 2,5 kW bis 4 kW erzeugt. Wie in Bild 7.1 dargestellt, 
erfolgte die Auswertung der Proben durch das Messen der makroskopisch sichtbaren 
Risslänge an Schweißnahtoberseite und Schweißnahtunterseite. 

Bild 7.1: Auswertung von Schweißnahtproben mit der markierten Risslänge an Nahtober- 
und Nahtunterseite. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df  = 650 µm, R = 5 mm, lS = 80 mm, 
zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

Diese Vorgehensweise ist anwendbar, da es sich bei den bevorzugt auftretenden 
Schweißnahtmittenrissen zumeist um makroskopisch sichtbare Risse handelt, welche 
sich deutlich an der Probenoberfläche und Probenunterseite abzeichnen. 

Durch die Leistungsvariation zwischen 2,5 kW und 4 kW wurden bei einem Laser-
strahldurchmesser von 400 µm auf der Werkstückoberseite und einer Schweißge-
schwindigkeit von 5 m/min die Prozessregime Einschweißen und Durchschweißen 
durchlaufen. Dies ist aus den zugehörigen Querschliffen ersichtlich, die gemeinsam 
mit den ermittelten Risslängen in Bild 7.2 dargestellt sind.  
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Bild 7.2: Einfluss einer Leistungsvariation auf die gemessene Risslänge.  
(Parameter: df  = 400 µm, v = 5 m/min, R = 3 mm, lS = 80 mm, zf = 0 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Wie aus Bild 7.2 hervorgeht, tritt die höchste Rissneigung in einem Bereich auf, wel-
cher mit einer Laserleistung von 3,3 kW etwa 10% oberhalb der Durchschweißschwel-
le liegt. Besonders hervorzuheben ist die Tatsache, dass sich die Risslänge bei höherer 
Laserleistung nicht kontinuierlich erhöht, sondern hier eine Tendenz der Reduktion der 
Rissneigung bei Leistungen deutlich oberhalb der Durchschweißschwelle zu beobach-
ten ist. Experimentell wurde durch ein stark absorbierendes Medium unter dem 
Schweißprozess gewährleistet, dass die durch das Durchschweißloch austretende La-
serstrahlung nicht zum Werkstück zurückreflektiert wird. Dadurch kann der Effekt des 
Ausheilens von Rissen an der Nahtunterseite durch reflektierte Laserstrahlung ausge-
schlossen werden. Vielmehr scheinen in diesem hohen Laserleistungs-Regime ein 
großes Schmelzbad und geringere transversale Temperaturgradienten eine niedrige 
Rissneigung zu begünstigen. 

Bezüglich des Einflusses von Laserleistung und Schweißgeschwindigkeit bei konstan-
ter Streckenenergie – und somit in bestimmten Regimen vergleichbaren Prozessresul-
taten [173] – existieren abweichende Aussagen. Während Hilbinger [111] bei einer 
Erhöhung der Laserleistung und Schweißgeschwindigkeit eine erhöhte Neigung zur 
Heißrissbildung prognostiziert, geht Matthes [174] für den Prozess des Lichtbogen-



112     Optimierte Bearbeitungsstrategien zur Rissminimierung 

schweißens vom gegenteiligem Verhalten aus, so dass durch schnellere Vorschübe und 
größere Ströme Heißrisse vermieden werden.  

Eine Begründung für diese konträren Beobachtungen liegt in den jeweiligen Prozess-
regimen, welche sich stark unterscheiden. Hierbei spielen bei veränderter Laserleis-
tung und Schweißgeschwindigkeit zwei wesentliche Effekte eine Rolle: Zum einen 
wird durch eine erhöhte Schweißgeschwindigkeit die Wärmeeinflusszone verringert, 
was sich in geringeren mechanischen Belastungen und somit in einer geringeren Heiß-
rissneigung niederschlägt. Zum anderen findet durch die erhöhte Schweißgeschwin-
digkeit eine räumlich größere Ausdehnung des Erstarrungsbereiches statt. Diese Ver-
größerung wirkt nach Schuster [36] und Göbel [96] tendenziell heißrissfördernd. 

Folglich ist eine allgemeingültige Aussage, ob sich bei konstanter Streckenenergie 
eine Erhöhung von Schweißgeschwindigkeit und Laserleistung fördernd oder hem-
mend auf die Heißrissbildung auswirken, nicht möglich.  

Um für den Laserstrahlschweißprozess an dünnen Aluminium-Blechen dennoch eine 
Aussage treffen zu können, wird im Folgenden eine Betrachtung der Heißrissneigung 
für die beiden Parameter 5 kW Laserleistung bei 6 m/min Schweißgeschwindigkeit 
und 3,5 kW Laserleistung bei 3 m/min Schweißgeschwindigkeit vorgestellt. Die ge-
nannten Schweißparameter führen beim Laserstrahlschweißen mit 650 µm Fokus-
durchmesser zu vergleichbaren Schweißnahtdimensionen. Eine Proportionalität zwi-
schen Einschweißtiefe bzw. Schweißnahtbreite und Streckenenergie liegt in diesem 
Parameterregime nicht vor [173]. 

Im oberen Abschnitt von Bild 7.3 sind die simulierten Temperaturfelder bei den vor-
gegebenen Werten der Laserleistung und Schweißgeschwindigkeit dargestellt. Im un-
teren Bereich von Bild 7.3 finden sich die zugehörigen Thermografieaufnahmen (vgl. 
Kapitel 6.1) sowie extrahierte Profile des gemessenen Temperaturverlaufes quer zur 
Schweißnaht. 
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gegebenen Werten der Laserleistung und Schweißgeschwindigkeit dargestellt. Im un-
teren Bereich von Bild 7.3 finden sich die zugehörigen Thermografieaufnahmen (vgl. 
Kapitel 6.1) sowie extrahierte Profile des gemessenen Temperaturverlaufes quer zur 
Schweißnaht. 
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Bild 7.3: Temperaturverteilung eines Schweißprozesses mit 3,5 kW Laserleistung bei 
3 m/min Schweißgeschwindigkeit (links) und 5 kW Laserleistung bei 6 m/min 
Schweißgeschwindigkeit (rechts). 
(Weitere Parameter: df  = 650 µm, R = 5 mm, lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, 
dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 
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Es ist deutlich in Simulation als auch Messung zu erkennen, dass die Probe mit gerin-
gerer Schweißgeschwindigkeit eine erhöhte Randtemperatur aufweist, so dass für die-
sen Parameter ein erhöhter Wärmestau an der Randkante stattfindet und ein besonders 
asymmetrisches Temperaturfeld nach dem Schmelzbad entsteht. Die Temperaturver-
läufe transversal zur Schweißrichtung machen deutlich, dass die Simulation die realen 
Verhältnisse der Temperaturausbreitung wiederspiegelt und die Schweißparameterva-
riation korrekt wiedergibt. 

Querschliffe der beiden Versuchsproben in der Schweißnahtmitte, sind als Schliffbil-
der in Bild 7.4 dargestellt. 

Bild 7.4: Links: Querschliff einer Schweißnaht mit 3,5 kW Laserleistung und 3 m/min 
Schweißgeschwindigkeit 
Rechts: Querschliff einer Schweißnaht mit 5 kW Laserleistung und 6 m/min 
Schweißgeschwindigkeit.  
(Weitere Parameter: df  = 650 µm, R = 5 mm, lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, 
dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Da beide Proben an dieser Stelle durchgängige Schweißnahtmittenrisse aufweisen, 
wird die Heißrissneigung der beiden Parameter nach dem Schweißen durch Messung 
der oberflächlich sichtbaren Risslänge ermittelt. Bild 7.5 zeigt das Ergebnis der ge-
messenen Risslänge für die beiden betrachteten Parameter. 
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Bild 7.5: Risslänge beim Schweißen mit 3,5 kW Laserleistung und 3 m/min Schweiß-
geschwindigkeit (blau) und Risslänge beim Schweißen bei 5 kW Laserleistung 
und 6 m/min Schweißgeschwindigkeit (rot). 
(Weitere Parameter: df  = 650 µm, R = 5 mm, lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, 
dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Es zeigt sich,  dass  bei vergleichbarer Einschweißtiefe und vergleichbarem Nahtquer-
schnitt die langsamer geschweißte Naht eine größere Heißrissneigung aufweist, was 
mit der in Bild 7.3 gemessenen erhöhten Randtemperatur korreliert. Angesichts dieser 
gemessenen Unterschiede stellt sich die Frage, ob eine derartige Parametervariation 
ebenfalls durch die, aus der Simulation abgeleiteten, Rissneigungsenergie erfasst wird. 

Die Ergebnisse einer numerischen Berechnung mit den Parametern aus dem Experi-
ment sind in Bild 7.6 dargestellt. 

Bild 7.6: Vergleich der berechneten Werte der Rissneigungsenergie zum Zeitpunkt 0,5 s 
beim Schweißen mit 3,5 kW Laserleistung und 3 m/min Schweißgeschwindigkeit 
(blau) mit dem Schweißen bei 5 kW Laserleistung und 6 m/min 
Schweißgeschwindigkeit (rot).  
(Weitere Simulations-Parameter: df  = 650 µm, R = 5 mm, lS = 80 mm, zf = 0 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 
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Der höhere Wert der Rissneigungsenergie für die Schweißnaht mit 3,5 kW Laserleis-
tung bei einer Schweißgeschwindigkeit von 3 m/min zeigt, dass die Modellbeschrei-
bung diese Parametervariation korrekt erfasst, da die dargestellten Ergebnisse aus dem 
Experiment in Bild 7.5 qualitativ richtig wiedergegeben werden. 

Einfluss der Fokussierung der Laserstrahlung 

Über die Strahlqualität der verwendeten Laserstrahlquelle sowie der eingesetzten Ab-
bildungsoptik wird das Prozessergebnis wie Schweißnahttiefe, -breite und -form maß-
geblich beeinflusst [175][176]. Da diese nachweislich einen Einfluss auf die Heißriss-
neigung besitzen [104] findet nachfolgend, unter Unterteilung der Prozessregime 
Durchschweißung und Einschweißung, eine experimentelle Analyse der Heißrissnei-
gung statt. 

Durchschweißung 

Zum Vergleich des Einflusses der Fokussierbedingungen wurden Schweißnähte mit 
650 µm und 400 µm Fokusdurchmesser erzeugt. Die Fokusdurchmesser wurden durch 
eine 2:1 und eine 3,25:1 Abbildung eines Lichtleitkabelendes mit 200 µm Kerndurch-
messer erzielt. Um eine entsprechende Gleichartigkeit der Prozessergebnisse zu ge-
währleisten, wurde zunächst die Schweißgeschwindigkeit (vgl. Bild 7.7 links) und in 
einer zweiten Versuchsreihe die Laserleistung so angepasst (vgl. Bild 7.7 rechts), dass 
sich die Durchschweißbreiten an der Unterseite entsprachen. Ausgewertet wurde je-
weils die sichtbare Risslänge an Schweißnahtober- und Schweißnahtunterseite (analog 
zu Bild 7.1). 
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Bild 7.7: Vergleich der Risslänge beim randnahen Schweißen mit 650 µm und 400 µm 
Fokusdurchmesser.  
(Weitere Parameter: lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, 
MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Aus den aufgetragenen Risslängen in Bild 7.7 wird deutlich, dass ein Fokusdurchmes-
ser von 650 µm bei größerer aufgebrachter Streckenenergie zu einer erhöhten Heiß-
rissausbildung führt. Der resultierende Querschnitt beim Schweißen mit den genannten 
Fokussierbedingungen ist in Bild 7.8 gezeigt. Es fällt auf, dass die Schweißnaht mit 
400 µm Fokusdurchmesser schlanker ist und eine geringere Fläche aufweist als die 
Schweißnaht, welche mit 650 µm Fokusdurchmesser erzeugt wurde. Diese experimen-
tell ermittelten Ergebnisse stützen Untersuchungen, wonach ein erhöhter Energieein-
trag, welcher zu einer breiteren Schweißnaht führt, sich negativ auf die Heißrissbe-
ständigkeit auswirkt [177]. 
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Bild 7.8: Links: Querschliff einer Schweißnaht erzeugt beim randnahen Schweißen mit 
650 µm Fokusdurchmesser bei 4 mm Randabstand.  
Rechts: Querschliff einer Schweißnaht erzeugt beim randnahen Schweißen mit 
400 µm Fokusdurchmesser bei 4 mm Randabstand. 
(Weitere Parameter: lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, 
MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Zudem wird deutlich, dass bei 650 µm Fokusdurchmesser die in Kapitel 7.2 beschrie-
benen Randeffekte früher bei größerem Randabstand einsetzen. Während für diesen 
650 µm großen Fokusdurchmesser die Rissneigung bei 5 mm Randabstand ihr Maxi-
mum besitzt und ab 3 mm Randabstand rückläufig ist, besitzen die Schweißnähte mit 
400 µm Fokusdurchmesser bei 3 mm ihr Maximum der Rissanfälligkeit, wobei auch 
bei 2 mm Randabstand noch deutliche Nahtmittenrisse zu erkennen sind. 

Die experimentell ermittelten Resultate lassen folgende Handlungsempfehlung für das 
randnahe Laserstrahlschweißen bezüglich der Fokussierbedingung zu: Für Randab-
stände im Bereich 3 mm bis 6 mm sollte ein kleiner Fokusdurchmesser (400 µm) zur 
Vermeidung von Schweißnahtmittenrissen bevorzugt werden. Für die Randabstände 
von 3 mm oder geringer, können durch den größeren Fokusdurchmesser (650 µm) 
Schweißnahtmittenrisse besser unterbunden werden. 
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Bild 7.8: Links: Querschliff einer Schweißnaht erzeugt beim randnahen Schweißen mit 
650 µm Fokusdurchmesser bei 4 mm Randabstand.  
Rechts: Querschliff einer Schweißnaht erzeugt beim randnahen Schweißen mit 
400 µm Fokusdurchmesser bei 4 mm Randabstand. 
(Weitere Parameter: lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, 
MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 
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Einschweißung 

Ist zur Qualitätssicherung eine sichtbare Durchschweißung an der Unterseite des Un-
terbleches nicht gefordert, stellt der Prozess des Einschweißens einen optimierten Zu-
stand dar. Hierbei wird die geforderte Festigkeit durch die vorhandene Anbindungsflä-
che zwischen Ober- und Unterblech hergestellt.  

Für Schweißparameter, welche eine kontrollierte Einschweißung in das Unterblech 
gewährleisten, wurden Schweißungen durchgeführt und für den variierten Fokus-
durchmesser ausgewertet. Wie die Querschliffe in Bild 7.9 zeigen, verlagert sich die 
Risserscheinung von einem durchgängigen Schweißnahtmittenriss hin zu einem Teil-
riss, der nur im dünneren Oberblech an der kurzen Flanschseite auftritt. 

Bild 7.9: Links: Querschliff einer Schweißnaht erzeugt beim randnahen Schweißen mit 
650 µm Fokusdurchmesser bei 4 mm Randabstand.  
Rechts: Querschliff einer Schweißnaht erzeugt beim randnahen Schweißen mit 
400 µm Fokusdurchmesser bei 4 mm Randabstand. 
 (Weitere Parameter: lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, 
MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Die charakteristische Rissposition im Oberblech ist darauf zurückzuführen, dass dieses 
durchgeschweißt wird. Der vorhandene Reststeg im Unterblech stellt hingegen einen 
Biegewiderstand dar, der die Querverformungen dort minimiert. Zudem findet ein 
geringerer Energieeintrag in das Unterblech statt, welcher die Effekte um den Wärme-
stau an der Randkante und die resultierende Verformung ebenfalls mindert. 
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Bild 7.10: Vergleich der Risslänge beim randnahen Einschweißen mit 650 µm und 400 µm 
Fokusdurchmesser.  
(Weitere Parameter: lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, 
MAT= AA 6016, seitliche Einspannung) 

Bei einem Vergleich von Bild 7.10 mit Bild 7.7 zeigt sich, dass sich der sichtbare 
Schweißnahtmittenriss deutlich reduziert, wenn anstelle einer Durchschweißung eine 
Einschweißung umgesetzt wird. Zudem wurde im Experiment beim Einschweißen mit 
650 µm Fokusdurchmesser eine geringe Rissanfälligkeit im Vergleich mit der Fokus-
sierbedingung mit 400 µm Fokusdurchmesser festgestellt. Die Rissanfälligkeit be-
schränkt sich hierbei allein auf den Bereich der Randabstandsvariation zwischen 3 mm 
und 4 mm Randabstand.  

Somit ist unabhängig von der angewandten Fokussierbedingung eine Einschweißung 
gegenüber einer Durchschweißung zu bevorzugen, um Schweißnahtmittenrisse zu 
vermeiden. 

7.2 Geeigneter Randabstand 

Wie in den theoretischen Ausführungen in Kapitel 5.3 beschrieben, besitzt der Rand-
abstand einen wesentlichen Einfluss auf die Rissneigung. Dies wird durch die experi-
mentellen Untersuchungen aus Kapitel 7.1.2 gestützt und im Folgenden durch weitere 
Experimente mit einer Remote-Laserbearbeitungsoptik verifiziert. 

Um den Einfluss des Randabstandes auf die Bildung von Heißrissen experimentell zu 
betrachten, wurden Proben mit unterschiedlichen Randabständen von 1 mm bis 10 mm 
geschweißt und Querschliffe der resultierenden Schweißnähte erstellt. Die Schweiß-
proben wurden anschließend anhand der oberflächlich sichtbaren Risslänge, wie in 
Bild 7.1 dargestellt, beurteilt. 
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Versuche mit 5 kW Laserleistung bei 650 µm Fokusdurchmesser und 6 m/min 
Schweißgeschwindigkeit zeigten, dass Nahtmittenrisse an der Oberseite für 4 mm und 
5 mm Randabstand auftreten. Zudem wurden bei 3 mm Randabstand, wie aus 
Bild 7.11 hervorgeht, an der Unterseite ebenfalls Schweißnahtmittenrisse detektiert. 

Bild 7.11: Vergleich der Risslänge beim randnahen Laserstrahlschweißen. 
(Weitere Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, lS = 70 mm, R = variiert, zf = 0 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Randabstände oberhalb von 6 und 7 mm weisen aufgrund der veränderten thermome-
chanischen Bedingungen keine Schweißnahtmittenrisse auf. Häufig soll dieses Regime 
jedoch nicht genutzt werden, da ein möglichst geringer Flanschabstand gefordert wird. 

Bei den geforderten sehr geringen Flanschgrößen legen die dargestellten Risslängen 
eine Positionierung der Schweißnaht mit einem Randabstand von 1 mm oder 2 mm 
nahe. Um dieses Prozessfenster der nahtmittenrissfreien Schweißnähte im Bereich 
dieser Randabstände von 1 mm bis 3 mm anwendungsseitig zu nutzen, ist eine genaue 
Lagepositionierung des Laserstrahls auf den gewünschten Randabstand erforderlich. 
Des Weiteren werden in diesem Prozessregime zwar Nahtmittenrisse vermieden, die 
Wahrscheinlichkeit mit der Querrisse in der Schweißnaht auftreten steigt jedoch dras-
tisch an [81]. Diese Rissform wird von der Modellvorstellung und dem Heißrisskrite-
rium aus Kapitel 5 nicht erfasst. Eine Computertomografie-Analyse einer Schweißnaht 
bei 1 mm Randabstand, dargestellt in Bild 7.12, bestätigt diese Aussagen. 
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Bild 7.12: CT-Aufnahmen einer Laserschweißnaht, welche bei einem Randabstand von 
1 mm erstellt wurde. 
(Weitere Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, lS = 80 mm, zf = 0 mm, dOB = 1,2 mm, 
dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Im links dargestellten Querschnitt sind keine Längsrisse bzw. Nahtmittenrisse zu er-
kennen. Jedoch offenbart ein weiterer CT-Scan im Längsschnitt, dargestellt in 
Bild 7.12 rechts, dass in Querrichtung der ausgebildeten Schweißnaht deutliche Risse 
vorhanden sind. 

Somit suggeriert Bild 7.11 bei geringen Randabständen von 1 mm und 2 mm eine 
vermeintliche Rissfreiheit, wenngleich in diesem Regime häufig Querrisse vorhanden 
sind. Eine wirkungsvolle Methode zur Vermeidung dieser Querrisse wurde von Weller 
[81] durch die Verwendung von geeigneten Mehrschichtlegierungen vorgestellt. So 
kann auch im Regime des Umschmelzens der Randkante eine hohe Bearbeitungsquali-
tät ohne Rissausbildung gewährleistet werden. 

7.3 Angepasste Spannsituation 

Die Spannvorrichtung wirkt sich in zweierlei Hinsicht auf das Prozessresultat aus. 
Zum einen wird über direkten Kontakt des Spannmittels mit dem Werkstück Wärme 
abgeführt, was sich in einer Veränderung der Temperaturfeldverteilung niederschlägt. 
Zum anderen wird durch die mechanische Fixierung die freie Bewegung und Verfor-
mung des Werkstücks wesentlich eingeschränkt.  

Bild 7.13 veranschaulicht die zwei numerisch betrachteten Spannsituationen. Es han-
delt sich um eine seitliche Einspannung (links) und eine Einspannung parallel zum 
Schweißnahtverlauf (rechts).  
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tät ohne Rissausbildung gewährleistet werden. 

7.3 Angepasste Spannsituation 

Die Spannvorrichtung wirkt sich in zweierlei Hinsicht auf das Prozessresultat aus. 
Zum einen wird über direkten Kontakt des Spannmittels mit dem Werkstück Wärme 
abgeführt, was sich in einer Veränderung der Temperaturfeldverteilung niederschlägt. 
Zum anderen wird durch die mechanische Fixierung die freie Bewegung und Verfor-
mung des Werkstücks wesentlich eingeschränkt.  

Bild 7.13 veranschaulicht die zwei numerisch betrachteten Spannsituationen. Es han-
delt sich um eine seitliche Einspannung (links) und eine Einspannung parallel zum 
Schweißnahtverlauf (rechts).  
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Bild 7.13: Links:   Temperaturfeldverteilung beim Schweißen mit seitlicher Einspannung 
aus Stahl. 
Rechts: Temperaturfeldverteilung beim Schweißen mit paralleler Einspannung 
aus Kupfer. 
(Weitere Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, lS = 70 mm, R = 5 mm, zf = 0 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, variierte Einspannung) 

Im Falle der rechts dargestellten parallelen Einspanung wurde zudem der Einfluss des 
Spannbackenwerkstoffes betrachtet. Dazu wurden in die numerischen Untersuchungen 
die Materialparameter von Stahl, Aluminium und Kupfer, welches im betrachteten 
Vergleich die höchste Wärmeleitfähigkeit besitzt, für die Spannbacken eingesetzt. 

Die Analyse des thermischen Einflusses der Spannsituation auf den Schweißprozess 
wurde anhand der Betrachtung der Maximaltemperatur am Blechrand analog zu Kapi-
tel 4.3.1 durchgeführt. So zeigt Bild 7.14 den berechneten Wert dieser Maximaltempe-
ratur für den 0,6 s langen Schweißprozess ebenso wie für die 0,4 s dauernde Abkühl-
phase bei einer Schweißposition mit 5 mm Randabstand. 
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Bild 7.14: Simulierte Maximaltemperatur am Blechrand für verschiedene Einspann-
situationen und Materialien.  
(Weitere Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, lS = 70 mm, R = 5 mm, zf = 0 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, variierte Einspannung) 

Durch das Variieren des Spannmittels treten während des Prozesses kaum Verände-
rungen der Maximaltemperatur am Blechrand auf. Ein deutlicher Einfluss der Spannsi-
tuation und insbesondere des veränderten Spannmittelwerkstoffes ist erst nach dem 
Schweißprozess in der Abkühlphase zu beobachten. Hier führt eine parallele Einspan-
nung, aufgrund der größeren Kontaktfläche, mit Kupfer als Spannmittelwerkstoff, 
aufgrund der hohen Wärmeleitfähigkeit, die Wärme am schnellsten ab, so dass hier der 
steilste Temperaturabfall zu beobachten ist. 

Neben dem thermischen Einfluss ist auch die mechanische Beeinflussung der im 
Schweißprozess entstehenden Verformungen durch das Spannmittel nicht zu vernach-
lässigen. In den hier betrachteten Spannsituationen ist die Schweißnaht parallel und 
seitlich eingespannt, was eine Blechbewegung longitudinal in und entgegen der Vor-
schubrichtung verhindert. 

Bild 7.15 zeigt die aus veränderten thermischen und mechanischen Randbedingungen 
durch die Spannmittelvariation resultierenden Rissneigungsenergien (vgl. Kapitel 5). 
Demnach besteht eine geringere Rissneigung, wenn das Werkstück parallel zur 
Schweißnaht gespannt wird.  
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Bild 7.15: Errechneter Verlauf der Rissneigungsenergie für verschiedene Einspann-
situationen und Materialien.  
(Weitere Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, lS = 70 mm, R = 5 mm, zf = 0 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, variierte Einspannung) 

Die in Bild 7.15 dargestellten Kurven gelten für den unrealistischen Fall eines idealen 
Wärmeübertrages, zwischen Werkstück und Spannmittel. Bislang konnten bei experi-
mentellen Betrachtungen des Einflusses der Einspannposition und des Spannmittel-
werkstoffs, analog zu den Untersuchungen von Gärtner [170], keine Veränderungen 
der Schweißnahtgeometrie aufgrund der veränderten Wärmeabfuhr und mechanischen 
Fixierung festgestellt werden. Eine erste experimentelle Untersuchung des Einflusses 
der Spannvorrichtung auf die Heißrissbildung [171] unter Verwendung der berechne-
ten Szenarien mit seitlicher und paralleler Einspannsituation, zeigen die in Bild 7.16 
dargestellten Risslängen in Abhängigkeit der angewandten Randabstände. 
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Bild 7.16: Experimentell bestimmte Risslänge für die betrachteten Spannsituationen und 
Spannmittelmaterialien [171].  
(Weitere Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, lS = 70 mm, R = variiert, zf = 0 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, variierte Einspannung) 

Aus den dargestellten Risslängen an der Schweißnahtoberseite und Schweißnahtunter-
seite in Bild 7.15 ist kein Unterschied durch die angewandten Spannsituationen er-
kennbar. Vielmehr ist im Rahmen der Messgenauigkeit festzustellen, dass die Ein-
spannsituation und der eingesetzte Spannmittelwerkstoff keinen Einfluss auf die mak-
roskopisch sichtbaren Risse nehmen. Die mit Hilfe der Simulationsresultate bestimmte 
geringere Rissneigung für die parallele Einspannsituation mit einem Kupferwerkstoff 
wurde experimentell nicht bestätigt. Die unzureichende Abbildung kann mit dem als 
ideal abgebildeten Wärmeübergang zwischen Werkstück und Spannmittel begründet 
werden. 

7.4 Modulation der Laserleistung 

Wie in Kapitel 5.2 gezeigt wird, findet nach dem Schweißstart oder während der Start-
phase des Schweißprozesses ein zeitliches Ansteigen der mechanischen Belastung auf 
das erstarrende Zweiphasengebiet statt. Mit diesem Hintergrundwissen ist eine zeitli-
che Modulation der Laserleistung zielführend, da demnach die besonders vorteilhafte 
Startphase mehrfach durchlaufen wird. Bei einer zyklischen Variation der Laserleis-
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tung kann somit über das zeitlich variierte Einbringen der Wärmemenge die mechani-
sche Belastung der Schweißnaht gezielt gesteuert werden. 

Ein weiterer positiver Effekt, den die angewandte Leistungsmodulation nach sich 
zieht, ist die Ausbildung von geclusterten Erstarrungszentren. Während beim kontinu-
ierlichen Laserstrahlschweißen eine gerichtete Erstarrung in Vorschubrichtung statt-
findet, findet beim Laserstrahlschweißen mit modulierter Laserleitung eine zentrisch 
gerichtete Erstarrung hin zu den Erstarrungsclustern statt. Die Folgen dieser zentri-
schen Erstarrung auf die Rissentstehung werden im nachfolgenden Kapitel 7.4.1 be-
schrieben.  

Auswahl geeigneter Modulationsformen 

Mit dem Ziel der Modulation die Startphase des Schweißprozesses mehrfach zu durch-
laufen wurde ein Schweißprozess angestrebt, der kontinuierlich zwischen Tiefschwei-
ßen und Wärmeleitungsschweißen variiert. Hierzu lassen sich verschiedenste Modula-
tionsformen nutzen, wobei diese, wie nachfolgend beschrieben, einen entscheidenden 
Einfluss auf das Prozessergebnis haben. Zur Analyse dieses Einflusses wurden vier 
verschiedene Modulationsformen in einer umfassenden Studie beim randnahen 
Schweißen mit einem Randabstand von 4 mm getestet und bewertet. Eine Form stellt 
das rechteckige Leistungsprofil aus Bild 7.17 dar. 

Bild 7.17: Rechteckförmiges Laserleistungssignal mit f = 10 Hz und Längsschliff der 
dazugehörigen Schweißnaht [172]. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 70 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 4 mm, αS = 5°, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

v
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Zwar treten bei dieser Modulationsform mit 10 Hz Modulationsfrequenz keine durch-
gängigen Nahtmittenrisse auf, jedoch sind die Schweißabschnitte von deutlichen Er-
starrungsrissen gekennzeichnet. Diese resultieren aus einer zentrischen Erstarrung zur 
Schmelzbadmitte, welche wiederum zur Schweißabschnittsmitte gerichtet ist. Die 
unterschiedlichen Schweißnahtflankenwinkel im Längsschliff sind durch eine stechen-
de Anstellung der Bearbeitungsoptik um 5° begründet. 

Eine Verbesserung dieses zentrischen Erstarrungsverhaltens, der Ursache der Erstar-
rungsrisse, wird durch eine abfallende Leistungsflanke am Ende des Schweißabschnit-
tes erzielt.  

Die bei linear abfallendem Leistungssignal entstehende Sägezahnform sowie der zu-
gehörige Längsschliff sind in Bild 7.18 dargestellt. 

Bild 7.18: Sägezahnförmiges Laserleistungssignal mit f = 10 Hz und Längsschliff der 
dazugehörigen Schweißnaht [172]. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 70 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 4 mm, αS = 5°, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Die Schweißresultate bei angewandter Sägezahnform offenbaren eine weitere Proble-
matik, die sich aus dem kontinuierlichen Übergang vom Tiefschweißen zum Wärme-
leitungsschweißen ergibt. Beim leistungsbedingten Rückgang der Kapillartiefe kommt 
es zur Abschnürung der Kapillare, was zur Bildung unerwünschter Prozessporen führt. 

Deren Auftreten reduziert sich, wenn wie in Bild 7.19 dargestellt, ein sinusförmiges 
Leistungssignal mit steileren Flanken angewandt wird. Gleichwohl treten bei dieser 
Modulationsform ebenfalls Poren und Erstarrungsrisse auf. 
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Bild 7.19: Sinusförmiges Laserleistungssignal mit f = 10 Hz und Längsschliff der 
dazugehörigen Schweißnaht [172]. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 70 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 4 mm, αS = 5°, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Beim Erstellen von Laserstrahlschweißpunkten mit gepulsten Laserstrahlquellen hat 
sich die Anwendung einer stufenförmigen Pulsform bewährt [82]. Die Anwendung 
eines solchen Pulses in Modulationsform mit 10 Hz Modulationsfrequenz findet sich 
in Bild 7.20 wieder. 

Bild 7.20: Stufenförmiges Laserleistungssignal mit f = 10 Hz und Längsschliff der 
dazugehörigen Schweißnaht [172]. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 70 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 4 mm, αS = 5°, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 
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Auch diese Form zeigt die Vermeidung von durchgängigen Nahtmittenrissen durch 
Abbruch des Tiefschweißprozesses und kontinuierlicher Wiederkehr der Startphase 
des Schweißprozesses. Die dargestellte Modulationsform hat insbesondere an der Stu-
fe der herabgesetzten Laserleistung Prozessporen zur Folge.  

Für die Auswirkungen der betrachteten Modulationsformen kann resümierend festge-
stellt werden, dass alle vier Modulationsformen die Bildung von durchgängigen 
Nahtmittenrissen verhindern. Bezüglich Erstarrungsrissbildung und Porenbildung zei-
gen die sinusförmige Modulation und die Stufenmodulation die besten Resultate, wes-
halb diese Modulationsformen inklusive einer Frequenzvariation nachfolgend in den 
Kapiteln 7.4.2 und 7.4.3 näher erörtert werden. 

Sinusförmige Leistungsmodulation 

In einer experimentellen Versuchsreihe wurde bei 400 µm Fokusdurchmesser die La-
serleistung sinusförmig zwischen 1 kW und 5 kW bei 5 m/min Schweißgeschwindig-
keit variiert. Der Längsschnitt einer derart mit 50 Hz modulierten Laserschweißnaht ist 
in Bild 7.21 dargestellt.  

Bild 7.21: Längsschnitt einer Schweißnaht mit sinusförmig modulierter Laserleistung.  
(Parameter: P = 3 kW ± 2 kW, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

Es ist deutlich die veränderte Einschweißtiefe zu erkennen, die dem angelegten Leis-
tungssignal folgt. Die Validierung des Prozesses erfolgte mithilfe des in Kapitel 3 
beschriebenen Modells. Hierbei wurde ein Laserstrahlschweißprozess simuliert, indem 
die Leistung über Punktquellen sinusförmig eingebracht wurde.  

Bild 7.22 zeigt den aus der numerischen Prozessabbildung resultierenden Längsschnitt 
mit der zugehörigen Einschweißtiefe. 
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Bild 7.22: Simulierter Längsschnitt einer Schweißnaht mit sinusförmig modulierter 
Laserleistung. 
(Parameter: P = 3 kW ± 2 kW, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 650 µm, zf = 0 mm, 
R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

Die Übereinstimmung mit dem experimentell erzeugten Längsschnitt aus Bild 7.21 ist 
zu erkennen. So wird insbesondere die wiederkehrende Veränderung der Einschweiß-
tiefe in der Simulation korrekt wiedergegeben. 

Im nächsten Rechenschritt konnte mit dieser numerischen Abbildung modulierter 
Schweißnähte die zeitliche Veränderung der Rissneigungsenergie (vgl. Kapitel 5) bei 
sinusförmiger Leistungsmodulation ermittelt werden. Der Verlauf der Rissneigungs-
energie über der Dauer des modulierten Schweißprozesses ist in Bild 7.23 ersichtlich. 
Um der herabgesenkten mittleren Leistung für ein vergleichbares Schweißergebnis 
Rechnung zu tragen, fand der Prozess mit modulierter Leistung bei 5 m/min Schweiß-
geschwindigkeit statt, wohingegen der kontinuierliche Schweißprozess bei 6 m/min 
und 5 kW mittlerer Laserleistung simuliert wurde. 

Bild 7.23: Simulierter Verlauf der Rissneigungsenergie beim Schweißen mit konstanter 
Laserleistung (P = 5 kW, v = 6 m/min) und beim Schweißen mit modulierter 
Laserleistung (blau). 
(Parameter: P = 3 kW ± 2 kW, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 650 µm, zf = 0 mm, 
R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

Es zeigt sich, dass der Rissneigungsverlauf des mit 40 Hz modulierten Signals unter-
halb des in Kapitel 5.3, anhand von Randabstandsvariationen ermittelten kritischen 
Wertes der Rissneigungsenergie von 3∙10-3 J liegt. Zudem spiegelt die Rissneigungs-
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energie die angelegte sinusförmige Leistungsmodulation wieder, da die Modulations-
frequenz sich im Verlauf der Rissneigungsenergie wiederfindet. 

Zur experimentellen Verifikation der berechneten Neigung zur Nahtmittenrissbildung 
wurden Schweißnähte bei einem heißrisskritischen Randabstand von 5 mm erzeugt 
und die Nahtoberraupe der Schweißnähte betrachtet (siehe Bild 7.24). 

Bild 7.24: Oben: Nahtoberraupe einer kontinuierlich geschweißten Naht mit 5 kW 
Laserleistung. 
Unten: Nahtoberraupe einer sinusförmig modulierten Schweißnaht mit 40 Hz. 
(Parameter: P = 3 kW± 2 kW, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 650 µm, zf = 0 mm, 
R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung)

Beim Schweißen mit kontinuierlicher Laserleistung ist ein Nahtmittenriss vorhanden, 
wohingegen diese Rissform beim Schweißen mit modulierter Laserleistung (im unte-
ren Abschnitt von Bild 7.24 dargestellt) nicht auftritt. Anhand der gezeigten Aufsich-
ten kann jedoch keine Aussage über die lokale Rissbildung im Inneren der Schweiß-
nähte getroffen werden. 

Die in Bild 7.23 dargestellte Rissneigungsenergie hat somit die sichtbaren Auswirkun-
gen auf die Bildung von Schweißnahtmittenrissen beim modulierten Laserstrahl-
schweißen (vgl. Bild 7.24) zutreffend wiedergegeben. Sowohl den Simulationsresulta-
ten als auch den experimentell geschweißten Proben ist eine Vermeidung von 
Schweißnahtmittenrissen durch das angewandte Modulationssignal zu entnehmen. 
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Einfluss auf die Gefügestruktur 

Neben dem Einfluss auf die Temperaturfelder und die resultierenden Spannungen 
sowie Dehnungen besitzt die Leistungsmodulation überdies einen Einfluss auf das 
Erstarrungsgefüge. In einer experimentellen Studie wurde die Laserleistung sinusför-
mig um einen Mittelwert von 2,5 kW Laserleistung variiert. Dieser Mittelwert markiert 
bei den verwendeten Parametern von 650 µm Fokusdurchmesser und 1,5 m/min 
Schweißgeschwindigkeit die Tiefschweißschwelle, deren Bestimmung in Kapitel 7.4.4 
näher erläutert wird. Eine Leistungsmodulation mit einer Amplitude von 1 kW ermög-
licht einen wiederkehrenden Tiefschweißprozess in diesem Regime, woraus die in 
Bild 7.25 dargestellten Schweißnähte für 20 Hz und 50 Hz Modulationsfrequenz resul-
tieren. 

Bild 7.25: Längs- und Querschliff von unmodulierter Schweißnaht und leistungsmodulierter 
Schweißnaht mit 20 Hz und 50 Hz. 
(Parameter: P = 2,5 kW ± 1 kW, v = 1,5 m/min, SL = 80 mm, df = 650 µm, 
zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Im Längsschliff der Schweißnähte ist der Einfluss der Leistungsmodulation deutlich zu 
erkennen, welcher insbesondere zu Beginn des Schweißprozesses ausgeprägte Erstar-
rungslinien zur Folge hat. Die Auswirkung der Modulation auf das Erstarrungsgefüge 
wurde im Randbereich der Schweißnaht sowie in der Schweißnahtmitte anhand von 
Querschliffen analysiert. Bild 7.26 zeigt das Ergebnis dieser Analyse im Randbereich 
der Schweißnaht und im Zentrum der Schweißnaht. Die angewandte Leistungsmodula-
tion bewirkt eine deutlich feinere Gefügestruktur im vergleich zur unmodulierten 
Schweißnaht. Während bei der unmodulierten Schweißnaht mit 100facher Vergröße-
rung ein interdendritischer Mikroriss erkennbar ist, sind derartige Risse bei den modu-
lierten Schweißnähten nicht zu beobachten. 
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Bild 7.26: Gefügestruktur einer Laserschweißung mit unmodulierter Laserleistung (oben) 
und mit sinusförmig modulierter Laserleistung (unten). 
(Parameter: P = 2,5 kW ± 1 kW, v = 1,5 m/min, SL = 80 mm, df = 650 µm, 
zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Dies entspricht der Theorie [19][178], wonach ein feinkörniges Gefüge die Rissnei-
gung senkt, da sich die heißrissverursachende Restschmelze auf einer größeren Korn-
grenzenfläche verteilt und somit einen dünneren Schmelzfilm ausbildet. Ebenso stehen 
die erhaltenen Resultate in Einklang mit Untersuchungen zum gepulsten Laserstrahl-
schweißen [82][83][178].  

Die Gründe für die erzielte Veränderung der Gefügestruktur können bislang nicht be-
nannt werden. Einen Einfluss auf die veränderte Gefügeausbildung besitzt vermutlich 
die zeitliche Varianz der Temperaturgradienten. Zudem ist durch das periodische 
Schließen und Öffnen der Dampfkapillare mit einer dynamischen Beeinflussung der 
Schmelzebewegung zu rechnen. Ob thermische oder mechanische Effekte für die beo-
bachtete feinere Gefügestruktur verantwortlich sind, ist bislang ungeklärt und lässt 
sich nur durch eine gezielte dynamische Bewegungsbeeinflussung der Schmelze ohne 
Veränderung des Temperaturgradienten näher untersuchen. 
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Stufenförmige Leistungsmodulation 

In Kapitel 7.4.1 wurde gezeigt, dass die stufenförmige Leistungsmodulation Vorteile 
hinsichtlich Poren- und Erstarrungsrissbildung mit sich bringt. Um die Auswirkungen 
dieser stufenförmigen Leistungsmodulation im Detail zu analysieren, wurde in einer 
experimentellen Versuchsreihe eine derartige stufenförmige Modulationsform mit den 
Parametern 400 µm Fokusdurchmesser, einer Laserleistung zwischen 1 kW und 5 kW 
sowie 5 m/min Schweißgeschwindigkeit angewandt. In dieser Versuchsreihe war der 
Laserstrahl um 5° stechend angestellt, um einen direkten Rückreflex in die Optik wäh-
rend des Wärmeleitungsschweißens zu vermeiden. Der zeitliche Verlauf des stufen-
förmigen Modulationssignal TM wurde während der gesamten Versuchsreihe konstant 
gehalten. Variiert wurde die Zeit TZ zwischen den Stufen in einem Bereich von 0 ms 
bis 9 ms. Die detaillierte stufenförmige Laserleistungsmodulation der Zeit ist in 
Bild 7.27 dargestellt. 

Bild 7.27: Laserleistungsmodulation mit einem 11,5 ms langen Modulationssignal TM und 
der Zeit Tz zwischen zwei Modulationssignalen. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 3 mm, SG = Argon, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Im Folgenden werden die Einflüsse der Zeit TZ zwischen den einzelnen Modulations-
peaks auf die Schweißnahtqualität diskutiert. Die Modulationslänge und -form sowie 
die Energie während eines Modulationssignales TM bleiben konstant.  

Bild 7.28 zeigt die Ober- und Unterseiten der resultierenden Schweißnähte. Bis 2 ms 
Modulationsabstand TZ sind durchgängige Schweißnähte zu beobachten. Ab 3 ms zeit-
lichem Abstand zwischen den Modulationspeaks ist durch die angewandte Zeit TZ auf 
der Blechunterseite keine durchgängige Schweißnaht vorhanden. Die konstante Laser-
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leistung zur Erzeugung der Vergleichsproben wurde derart eingestellt, dass sich der 
Schweißprozess an der Schwelle zum Durchschweißen der Überlappverbindung befin-
det. 

Bild 7.28: Einfluss der Zeit TZ zwischen zwei Modulationssignalen TM auf die 
Schweißnahtober- und Schweißnahtunterseite. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 3 mm, SG = Argon, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie in Bild 7.28 markiert, entstehen bei geringem Modulationsabstand bis einschließ-
lich 3 ms Nahtmittenrisse. Dies ist darin begründet, dass sich ein durchgängiges 
Schmelzbad ausbildet und die Zeit TZ nicht zur vollständigen Erstarrung ausreicht, 
weshalb ein kontinuierlicher Schweißprozess vorliegt. Höhere Modulationsabstände 
resultieren in einer deutlich ausgeprägten Nahtschuppung, welche mit nahtmittenriss-
freien Schweißnähten sowohl an der Nahtober- als auch Nahtunterseite einhergehen. 
Dieser Effekt ist auf die in Kapitel 5.2 beschriebene geringe Heißrissneigung während 
der Startphase des Schweißprozesses zurückzuführen.

In Bild 7.29 wird exemplarisch die Schweißung mit konstanter Laserleistung mit den 
aus Bild 7.28 bekannten rissfreien Schweißungen mit Tz = 6 ms und Tz = 9 ms vergli-
chen. Die Darstellung wird um die Querschliffe ergänzt. Oben links im Bild 7.29 ist 
die Schweißprobe und die Entnahmeposition der Querschliffe schematisch dargestellt. 



136     Optimierte Bearbeitungsstrategien zur Rissminimierung 

leistung zur Erzeugung der Vergleichsproben wurde derart eingestellt, dass sich der 
Schweißprozess an der Schwelle zum Durchschweißen der Überlappverbindung befin-
det. 

Bild 7.28: Einfluss der Zeit TZ zwischen zwei Modulationssignalen TM auf die 
Schweißnahtober- und Schweißnahtunterseite. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 3 mm, SG = Argon, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie in Bild 7.28 markiert, entstehen bei geringem Modulationsabstand bis einschließ-
lich 3 ms Nahtmittenrisse. Dies ist darin begründet, dass sich ein durchgängiges 
Schmelzbad ausbildet und die Zeit TZ nicht zur vollständigen Erstarrung ausreicht, 
weshalb ein kontinuierlicher Schweißprozess vorliegt. Höhere Modulationsabstände 
resultieren in einer deutlich ausgeprägten Nahtschuppung, welche mit nahtmittenriss-
freien Schweißnähten sowohl an der Nahtober- als auch Nahtunterseite einhergehen. 
Dieser Effekt ist auf die in Kapitel 5.2 beschriebene geringe Heißrissneigung während 
der Startphase des Schweißprozesses zurückzuführen.

In Bild 7.29 wird exemplarisch die Schweißung mit konstanter Laserleistung mit den 
aus Bild 7.28 bekannten rissfreien Schweißungen mit Tz = 6 ms und Tz = 9 ms vergli-
chen. Die Darstellung wird um die Querschliffe ergänzt. Oben links im Bild 7.29 ist 
die Schweißprobe und die Entnahmeposition der Querschliffe schematisch dargestellt. 

7.4    Modulation der Laserleistung 137 

Bild 7.29: Darstellung der Schweißnahtober- und Schweißnahtunterseite sowie eines 
Querschliffes, erzeugt beim Laserstrahlschweißen mit kontinuierlicher und 
stufenförmig modulierter Laserleistung. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 3 mm, SG = Argon, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie aus Bild 7.29 hervorgeht, lassen sich mit der Methode einer modulierten Leis-
tungsvariation bei nahezu identischem Anbindungsquerschnitt nahtmittenrissfreie 
Schweißnähte erzeugen. 

Bild 7.30 zeigt, dass bei Schweißnähten, die mittels Leistungsmodulation erzeugt wur-
den, im Längs- und im Querschliff starke Porenbildung zu sehen ist. 

Wenngleich der Effekt einer zentrisch gerichteten Erstarrung im Hinblick auf klassi-
sche Nahtmittenrisse und eine Unterbindung der dazugehörigen Rissfortpflanzung 
positiv zu bewerten ist, so führt dieser Effekt vermehrt zur Ausbildung von Erstar-
rungsrissen im Zentrum der einzelnen Erstarrungscluster. Zudem kann es bei einer 
Modulation der Laserleistung über der Tiefschweißschwelle durch das Kollabieren der 
Schweißkapillare zu vermehrter Porenbildung kommen.
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Bild 7.30: Längsschnitte und zugehörige Querschnitte beim Schweißen mit stufenförmiger 
Leistungsmodulation und Variation des zeitlichen Stufenabstandes TZ. 
(Parameter: P = moduliert, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 3 mm, SG = Argon, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Wie ebenfalls in Bild 7.30 veranschaulicht, zeigt sich eine Abhängigkeit der Erstar-
rungsrissbildung und Porenbildung vom Modulationsparameter Tz. Für Werte der 
Zeit TZ bis 3 ms ist eine Tendenz zur durchgängigen Schweißnahtmittenrissbildung zu 
erkennen. Die Querschliffe größerer Stufenabstände zeigen keine derartigen Schweiß-
nahtmittenrisse. Vielmehr fällt beim Vergleich der Längsschliffe auf, dass diese TZ

Werte vermehrt zu Poren führen und einzelne Risse im Nahtgrund auftreten. Bild 7.30 
lässt den Schluss zu, dass je größer die Varianz zwischen Durchschweißung und Ein-
schweißung bzw. der Einschweißtiefenunterschied im Längsschliff ist, desto höher ist 
die Wahrscheinlichkeit des Auftretens von Prozessporen. Auf Basis der experimentel-
len Untersuchungen lässt sich jedoch kein geeigneter Modulationsparameter ermitteln, 
welcher sowohl Rissfreiheit als auch Porenfreiheit bei kontinuierlichem Anbindungs-
querschnitt gewährleistet. 
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Gleichwohl zeigt sich, dass durch gezielte Beeinflussung der Modulationsparameter 
die Porenbildung minimiert werden kann. Das Potenzial, bei moduliertem Leistungs-
signal porenarme Schweißnähte zu erzeugen, ist in Bild 7.31 dargestellt. Es zeigt eine 
mit stufenförmigem Leistungssignal moduliert erzeugte Schweißnaht mit einer Fre-
quenz von 70 Hz sowie einer Schweißgeschwindigkeit von 5 m/min. 

Bild 7.31: Längsschnitt einer stufenförmigen Laserleistungsmodulation mit 70 Hz. 
(Parameter: P =moduliert, v = 5 m/min, SL = 80 mm, df = 400 µm, zf = 0 mm, 
R = 3 mm, SG = Argon, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Obschon eine deutliche Varianz zwischen Durchschweißung und Einschweißung zu 
beobachten ist, was einem Rückgang der Kapillartiefe entspricht, ist nur eine geringe 
Anzahl an Poren im Längsschliff in Bild 7.31 auszumachen. Im Rahmen der experi-
mentellen Versuchsreihe konnte bisher jedoch keine Reproduzierbarkeit einer solchen 
Gutschweißung nachgewiesen werden. 

Leistungsmodulation mit koaxialer Rückreflexmessung

Wie in den vorausgehenden Kapiteln beschrieben, spielt das Überschreiten der Tief-
schweißschwelle bei der Wirkungsweise von Leistungsmodulation zum Herabsenken 
der Heißrissneigung eine entscheidende Rolle.  

Die beiden Schweißregime Wärmeleitungsschweißen (WLS) und Tiefschweißen (TS) 
werden voneinander durch die sogenannte Tiefschweißschwelle abgegrenzt 
[152][153][179][180][181]. Die Kenntnis dieser Tiefschweißschwelle ist insbesondere 
beim Laserstrahlschweißen von Aluminium und bei der Umsetzung einer Leistungs-
modulation zur Vermeidung von Heißrissen von großer Relevanz, da so die in Kapitel 
7.4.2 und 7.4.3 gezeigten Schweißnähte ohne durchgängige Nahtmittenrisse erzeugt 
wurden. Aufgrund der hohen Wärmeleitfähigkeit und der vergleichsweise geringen 
Absorption von Aluminium der 1 µm Laserwellenlänge [18], ist die Schwelle vom 
WLS zum TS und insbesondere die Zunahme der Einschweißtiefe beim Überschreiten 
dieser Schwelle für Aluminium sehr ausgeprägt. 
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Die meisten der bestehenden Studien zur Tiefschweißschwelle nutzen die Einschweiß-
tiefe oder das Aspektverhältnis aus Schweißnahtbreite und -tiefe als Kenngröße um 
Wärmeleitungs- und Tiefschweißen voneinander zu unterscheiden. Andere nutzen 
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen während des Schweißprozesses, um zu beobachten, 
ob die bestrahlte Oberfläche schmilzt oder verdampft, was bei ausreichender Ver-
dampfungsrate mit der Bildung einer tiefen Schweißkapillare einhergeht. Alle genann-
ten Untersuchungen benötigen eine Reihe von Experimenten mit der Variation ver-
schiedenster Parameter zur Detektion der charakteristischen Tiefschweißschwelle.  

Der Ansatz, die Laserleistung über die Tiefschweißschwelle hinweg sinusförmig zu 
modulieren, minimiert die benötigte Parameterschar, da innerhalb einer Modulation 
sowohl WLS als auch TS beobachtet werden können. Eine Diagnostikmethode stellt in 
diesem Zusammenhang die Verwertung der koaxial reflektierten Laserstrahlung zur 
Tiefschweißschwellencharakterisierung analog zu dem Versuchsaufbau in Bild 7.32 
dar. 

Die im Folgenden beschriebenen Experimente wurden mit einem TruDisk 5001 Laser 
mit einem Lichtleitkabel mit 200 μm Kerndurchmesser und einer 2:1 Abbildung mit 
200 mm Brennweite durchgeführt, woraus ein Fokusdurchmesser von 400 µm resul-
tiert. Während die bearbeiteten AlMgSi-Proben linear bewegt wurden, wurde der 
Schweißprozess als Referenzsignal mit einer Hochgeschwindigkeitskamera beobach-
tet. Zudem fand durch die genannte koaxial angebrachte Photodiode eine zeitaufgelös-
te Messung des rückreflektierten Laserlichtes statt. Die vom Prozess reflektierte und 
gestreute Laserstrahlung wird durch den Strahlteiler transmittiert, anschließend 
schmalbandig (± 5 nm) um die Laserwellenlänge von 1030 nm gefiltert und in seiner 
Intensität reduziert, um letztlich von einer Photodiode mit hoher Photosensitivität bei 
1030 nm detektiert zu werden. 
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Der Ansatz, die Laserleistung über die Tiefschweißschwelle hinweg sinusförmig zu 
modulieren, minimiert die benötigte Parameterschar, da innerhalb einer Modulation 
sowohl WLS als auch TS beobachtet werden können. Eine Diagnostikmethode stellt in 
diesem Zusammenhang die Verwertung der koaxial reflektierten Laserstrahlung zur 
Tiefschweißschwellencharakterisierung analog zu dem Versuchsaufbau in Bild 7.32 
dar. 

Die im Folgenden beschriebenen Experimente wurden mit einem TruDisk 5001 Laser 
mit einem Lichtleitkabel mit 200 μm Kerndurchmesser und einer 2:1 Abbildung mit 
200 mm Brennweite durchgeführt, woraus ein Fokusdurchmesser von 400 µm resul-
tiert. Während die bearbeiteten AlMgSi-Proben linear bewegt wurden, wurde der 
Schweißprozess als Referenzsignal mit einer Hochgeschwindigkeitskamera beobach-
tet. Zudem fand durch die genannte koaxial angebrachte Photodiode eine zeitaufgelös-
te Messung des rückreflektierten Laserlichtes statt. Die vom Prozess reflektierte und 
gestreute Laserstrahlung wird durch den Strahlteiler transmittiert, anschließend 
schmalbandig (± 5 nm) um die Laserwellenlänge von 1030 nm gefiltert und in seiner 
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Bild 7.32: Links: Versuchsaufbau mit koaxialer Rückreflex-Messung. 
Rechts: Sinusförmig moduliertes Leistungssignal und Darstellung der beiden 
Schweißregime Wärmeleitungsschweißen und Tiefschweißen. 

Das Rückreflexsignal ebenso wie das laserseitig gemessene Leistungssignal wurden 
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Bearbeitungsprozesses mit der angewandten sinusförmigen Leistungsmodulation.  

Um den Übergang zwischen WLS und TS zu analysieren, wurde ein sinusförmiges 
Leistungssignal mit 2,5 kW mittlerer Laserleistung und einer Amplitude von 1 kW 
verwendet. Der aus diesen Leistungsparametern resultierende Laserprozess wechselt 
zwischen WLS bei niedrigem Leistungsniveau und TS bei erhöhtem Leistungsniveau. 
Dies ist schematisch mit Bild 7.32 dargestellt, welches neben dem modulierten Leis-
tungssignal typische Querschliffe für den Wärmeleitungsschweißprozess und den Tief-
schweißprozess enthält. 

Zur Vereinfachung der Interpretation des reflektierten Leistungssignals wurde dieses 
mittels Division durch das aktuelle Laserleistungssignal normiert. Das so ermittelte 
normierte Rückreflexsignal gemeinsam mit dem Quotienten aus Laserleistung und 
Strahldurchmesser, welcher in bestehenden Veröffentlichungen zur Charakterisierung 
der Tiefschweißschwelle herangezogen wurde [153][179][180][181], ist in Bild 7.33 
dargestellt.  
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Bild 7.33: Rückreflex-Messung korreliert mit dem Quotienten aus Laserleistung und Fokus-
durchmesser (Mitte), HS-Aufnahmen (oben) und Längsschliff der zugehörigen 
Schweißnaht (unten). 
(Parameter: P = 2,5 kW ± 1 kW, fM = 50 Hz, v = 5 m/min, SL = 70 mm, 
df = 400 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, αS = 5°, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,7 mm, 
MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Werden die Hochgeschwindigkeitsaufnahmen zur weiteren Auswertung herangezogen, 
wird ersichtlich, dass die hohen ermittelten normierten Rückreflexsignale mit dem 
Prozess des WLS korrelieren. Die große Variation dieses Signals geht auf eine unre-
gelmäßig fluktuierende Reflexion an der unebenen Schmelzbadoberfläche zurück 
[182]. Die Laserstrahlung trifft auf eine sich dynamisch verändernde Schmelzbadober-
fläche auf. Somit wird sie unter schnell ändernden Winkeln reflektiert, was zur Folge 
hat dass der koaxial reflektierte Anteil, welcher von der Photodiode registriert wird, 
stark schwankt. 

Das normierte Rückreflexsignal ist im Unterschied dazu dauerhaft niedrig, wenn der 
Dampfdruck ausreicht um die Schmelze seitwärts zu drücken und somit eine Mulde zu 
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formen, die sich nach erfolgter Mehrfachreflexion der Laserstrahlung zur tiefen Kapil-
lare ausweitet. In diesem Tiefschweißregime wirkt sich eine weitere Steigerung der 
Laserleistung nicht auf das gemessene normierte Rückreflexsignal aus.  

Folglich geben die beobachteten Veränderungen des normierten Rückreflexes den 
Vorgang der Kapillarausbildung sowie das Schließen der Kapillare wieder [183]. Dies 
bestätigt ebenfalls der Längsschliff in Bild 7.33 und dessen Korrelation mit den Rück-
reflex-Messsignalen. 

Bild 7.34: Oben: Bestimmung der Tiefschweißschwelle auf Datenbasis mehrerer Experi-
mente mit variierter Laserleistung [179]. 
Unten: Ermittlung der Tiefschweißschwelle mittels Leistungsmodulation. 
(Parameter: P = 3 kW ± 2 kW, fM = 50 Hz, v = 3 m/min, SL = 80 mm, df = 650 µm, 
zf = 0 mm, R = 5 mm, αS = 5°, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,7 mm, MAT = AA 6016, 
seitliche Einspannung) 
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Die im Rahmen der angewandten Laserleistungsmodulation an AlMgSi-Legierungen  
ermittelten Messwerte zur Kapillarausbildung in Bild 7.34 unten stimmen mit den 
ermittelten Werten bekannter Untersuchungen, welche eine Tiefschweißschwelle von 
4 kW/mm für AlMgSi angegeben haben (vgl. Bild 7.34 oben), überein [179]. Die im 
Vergleich zur üblichen Parametervariation erlangte zusätzliche Kenntnis der Schwelle 
zum Schließen der Kapillare durch Auswertung der Kurven in Bild 7.34 unten ergibt 
einen weiteren Nutzen dieser Methode: So erlaubt die Kenntnis des Leistungswertes 
der Kapillarausbildung und des Schließens der Kapillare Vorhersagen zur Robustheit 
des Tiefschweißprozesses gegenüber Laserleistungsschwankungen. Je größer die in 
Bild 7.35 dargestellte Hysterese zwischen Kapillarausbildung und dem Schließen der 
Kapillare ausfällt, desto robuster verhält sich der Tiefschweißprozess nahe der Tief-
schweißschwelle [184]. 

Bild 7.35: Prinzipskizze der Leistungsabhängigkeit des Öffnens der Kapillare (Tiefschweiß-
schwelle) und des Schließens der Kapillare mit der resultierenden Hysterese. 

Die koaxiale Prozessdiagnostik, auf Basis einer Auswertung der rückreflektierten La-
serstrahlung, ist für einen gemeinsamen Einsatz mit der beschriebenen Leistungsmo-
dulation zur Heißrissvermeidung geeignet. So können durch die gezeigte Auswertung 
des normierten RR-Signals nachweislich Rückschlüsse über den Zustand des 
Schweißprozesses und insbesondere über das vorliegende Prozessregime (WLS oder 
TS) erlangt werden. Dies bietet für den modulierten Laserstrahlschweißprozess zwi-
schen WLS und TS die Möglichkeit einer Prozessüberwachung. 
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7.5 Endrampengestaltung gegen Endkraterrisse 

Endkraterrisse [31] gehören nach der Rissklassifizierung von Helmsworth [34] zur 
Kategorie der Heißrisse und treten typischerweise am Ende des Laserstrahlschweiß-
prozesses auf. Die Bildung dieser Risse ist unabhängig vom Randabstand der 
Schweißnaht zu beobachten. Diese Art der Rissentstehung hängt vielmehr mit dem 
aufgeschmolzenen Schmelzbadvolumen, der Erstarrungsgeschwindigkeit und der 
Schweißgeschwindigkeit zusammen. So führt beim Laserstrahltiefschweißen ein Um-
strömen der Schmelze um die vorhandene Dampfkapillare dazu, dass zu Beginn der 
Schweißung eine Nahtüberhöhung entsteht (sichtbar in Bild 7.39 und Bild 7.40), wo-
hingegen es am Ende der Schweißung zu einem Nahteinfall – einem sogenannten Kra-
ter – kommt. Im Zentrum dieses Kraters befindet sich das am Ende des Schweißpro-
zesses zuletzt erstarrte Volumen. Dieses Volumen im Erstarrungszentrum unterliegt 
besonderer mechanischer Belastung, da zu allen umgebenden Seiten die mit der 
Schmelzbaderstarrung verbundenen Erstarrungsschrumpfungen auftreten. Dieses Ver-
halten ist insbesondere für Aluminium aufgrund der großen thermischen Ausdehnung 
stark ausgeprägt. So sind die auftretenden Erstarrungsschrumpfungen für Aluminium 
im Vergleich zu Eisenwerkstoffen nahezu zweimal so groß [68]. Zudem fließt bei 
diesem Erstarrungsvorgang – im Unterschied zum eigentlichen Schweißvorgang – 
keine Schmelze dynamisch nach, was ebenfalls zu einer deutlich erhöhten Heißriss-
neigung führt. 

Bild 7.36 zeigt einen typischen Endkraterriss mit der charakteristischen am Ende der 
Schweißnaht deutlich abgesenkten Erstarrungszone. 

Bild 7.36: Links: Endkraterriss am Schweißnahtende in der Aufsicht. 
Rechts: Leistungssignal mit zugehöriger Rissneigungsenergie aus der Simulation. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 
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Dass das Auftreten dieser Endkraterrisse auch numerisch abgebildet werden kann, 
zeigt die in Kapitel 5.1 definierte Rissneigungsenergie. Es ist ein stark erhöhter Wert 
am Ende des Schweißprozesses zu beobachten, welcher dem Endkraterriss zuzuordnen 
ist. 

In der Literatur [185][186][187] sind verschiedene Strategien zur Minimierung dieser 
Endkraterrisse beschrieben. Die verbreitetste Strategie stellt das kontinuierliche Ab-
senken der Laserleistung in Form einer Laserleistungsendrampe dar. Hierdurch wird 
das Schmelzbadvolumen stetig reduziert, so dass die auftretenden Erstarrungs-
schrumpfungen beim Abschalten des Laserstrahles geringer ausfallen. 

Bild 7.37: Links: Schweißnahtende in der Aufsicht bei angewandter Leistungsendrampe. 
Rechts: Laserleistungssignal mit Endrampe (innerhalb 0,1 s Absenkung von 5 kW 
auf 0 kW)  und zugehörige Rissneigungsenergie aus der Simulation. 
(Parameter: P = 5 kW bis 0 kW, v = 6 m/min, df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Wie Bild 7.37 zeigt, ist die genannte Laserleistungsendrampe eine wirkungsvolle Me-
thode zur Minimierung von Endkratern und Endkraterrissen. Ersichtlich sind die Aus-
wirkungen der angelegten Leistungsendrampe an einer schmal zulaufenden Schweiß-
nahtspur in Schweißrichtung. Diese Wirkungsweise der Leistungsabsenkung wird 
auch von der numerischen Prozessabbildung aus Kapitel 3 erfasst und zeigt beim Ver-
gleich von Bild 7.36 und Bild 7.37 eine geringere Rissneigung am Schweißnahtende. 
Dies ist insbesondere vor dem Hintergrund bemerkenswert, dass die erhöhte Heißriss-
neigung im Modell lediglich auf den berechneten mechanischen Belastungen beruht. 
Fluiddynamik in Form von Schmelzeströmungen wird im Modell nicht erfasst. 
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7.6 Stepp-Strategie 

Die theoretischen Betrachtungen aus Kapitel 4.3 ebenso wie die experimentellen Be-
obachtungen aus Kapitel 6.2 haben gezeigt, dass sich die Heißrissneigung über den 
Verlauf einer Schweißnaht verändert. So folgt auf eine rissunempfindliche Startphase 
von etwa 0,2 s ein quasi-stationärer Bereich, in dem eine hohe Heißrissneigung vor-
herrscht. Die Resultate einer weiteren experimentellen Studie unterstützen diese These 
einer gering rissanfälligen Startphase und sind in Bild 7.38 dargestellt.  

Bild 7.38: Variation der Schweißnahtlänge zur Ermittlung der rissfreien Nahtlänge der 
Startphase. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Wie in Bild 7.38 ersichtlich ist, treten oberflächlich sichtbare Nahtmittenrisse (im Bild 
rot markiert) ab einer Schweißnahtlänge von 30 mm auf. Zudem weisen alle Ver-
suchsproben eine rissfreie Startphase auf.  

Um neben der oberflächlichen Betrachtung auch eine Aussage über die Qualität im 
Inneren der Schweißnaht zu treffen, wurde eine Computertomografie-Analyse einer 
15 mm langen Schweißnaht in 30 Teilschnitten durchgeführt (siehe Bild 7.39). 
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Bild 7.39: Querschnitte einer Schweißnaht mit 15 mm Länge in der CT-Analyse. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm,  MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Wenngleich vereinzelt Poren zu erkennen sind, sind insbesondere am Nahtbeginn, 
welcher sich anhand einer deutlichen Nahtüberhöhung bemerkbar macht, keine Naht-
mittenrisse erkennbar.  

Wird der Schweißprozess hin zu kürzeren Schweißnahtlängen gestaltet, kommt der 
Problematik des Auftretens von Endkratern und den zugehörigen Endkraterrissen eine 
besondere Bedeutung zu, da dieser geschädigte Bereich im Verhältnis zur Gesamt-
schweißnahtlänge zunimmt. Diesen Endkraterrissen kann typischerweise ein Absenken 
der Laserleistung in Form einer Endrampe entgegen wirken (vgl. Kapitel 7.5), aber sie 
zumeist nicht vollständig vermeiden.  

Das Vorhandensein der Endkraterrisse bestätigt eine Computertomografie-Analyse im 
Längsschnitt von Stepp-Schweißnähten mit unterschiedlichen Stepp-Längen in 
Bild 7.40. Die erkennbaren Risse am Ende der Schweißnaht sind Endkraterrisse bzw. 
Erstarrungsrisse, welche keine Vorzugsrichtung in Quer- oder Längsrichtung aufwei-
sen. 
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Bild 7.40: CT-Analyse eines Längsschnittes von Stepp-Schweißnähten mit variierter 
Schweißnahtlänge. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, 
dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Den Rückschluss, dass Strömungen im Schmelzbad bei den erzeugten Stepp-
Schweißnähten auftreten, lässt Bild 7.40 zu. So ist zu Beginn einer jeden Stepp-
Schweißnaht eine Nahtüberhöhung zu erkennen. Diese ist in der Tatsache begründet, 
dass Schmelze die sich ausbildende Schweißkapillare umströmt und aufstaut. Am En-
de der Stepp-Schweißnaht, beim Rückgang der Laserleistung und Kapillartiefe, fehlt 
schließlich dieses Schmelzvolumen und ein fortwährender Endkrater entsteht. 

Somit ist am letzten Erstarrungspunkt kaum bzw. keine Restschmelze vorhanden, was 
die Kompensation von mechanischen Belastungen und Erstarrungsschrumpfungen 
erschwert und in der Endkraterrissbildung resultiert. 

Wird für Stepp-Schweißnähte einer Länge von 17 mm die Rissneigungsenergie ent-
sprechend Kapitel 5.1 mit Hilfe von Simulationen berechnet, ergibt sich im Vergleich 
zu einer konventionell erzeugten Schweißnaht der Verlauf aus Bild 7.41. 
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Bild 7.41: Berechnete Rissneigungsenergie bei der Erzeugung von fünf kurzen 
Steppnähten im Vergleich zur kontinuierlichen Schweißnaht. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, LS = 60 mm, SL = 17 mm, SÜ = 7 mm, 
df = 650 µm, zf = 0 mm, R= 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 
6016, seitliche Einspannung) 

Wie Bild 7.41 zeigt, wird sequentiell auch bei Stepp-Schweißnähten der kritische Wert 
der Rissneigungsenergie (vgl. Kapitel 5.3) von 3∙10-3 J überschritten, was die Ausbil-
dung von Endkraterrissen am Steppnahtende wiederspiegelt.  

Um der Problematik des Endkraterrisses zu begegnen, bietet sich eine Stepp-Strategie 
an, bei der die Einzelstepps zeitlich getrennt, jedoch räumlich mit einem gewissen 
Überlapp erfolgen [188].  

Bild 7.42: Stepp-Strategie mit räumlichem Überlapp der Einzelstepps. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, SL = 17 mm, SÜ = 7 mm, df = 650 µm, 
zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, seitliche 
Einspannung) 

Bild 7.42 zeigt, dass durch den räumlichen Überlapp der Einzelstepps keine sichtbaren 
Endkrater und Endkraterrisse in der Schweißnaht verbleiben. Diese Strategie hat zur 
Folge, dass ein Teil der Schweißnaht mehrfach aufgeschmolzen wird, was anhand des 
Verlaufes der Erstarrungslinien im Längsschliff sichtbar wird. 
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Mittels der in Bild 7.43 dargestellten Thermografieaufnahmen wurde untersucht, ob 
die angewandte Stepp-Strategie mit räumlichem Überlapp der Einzelstepps eine signi-
fikante Beeinflussung des Temperaturfelds im Vergleich zum kontinuierlichen 
Schweißprozess zur Folge hat. 

Bild 7.43: Oben: Thermografieaufnahme eines Schweißprozesses mit 5 kW Laserleistung 
bei 6 m/min Schweißgeschwindigkeit und dem zugehörigen transversalen 
Temperaturverlauf. 
Unten: Thermografieanalyse einer Schweißnaht in Stepp-Strategie. 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, LS = 80 mm, SL = 17 mm, SÜ = 7 mm, 
df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, 
seitliche Einspannung) 

Nach der in Kapitel 4.3.1 erörterten Vorgehensweise zur Thermografiediagnostik wer-
den die in Bild 7.43 dargestellten Temperaturprofile erhalten. Während das oben dar-
gestellte Temperaturprofil für eine kontinuierlich erzeugte Schweißnaht typisch ist, 
rührt das unten dargestellte Profil aus 20 mm langen Stepp-Schweißnähten, die mit 
5 kW Laserleistung bei 6 m/min geschweißt wurden. Die Stepps wurden in einem zeit-
lichen Abstand von einer Sekunde und einem räumlichen Überlapp von 10 mm anei-
nander gereiht.  

Die genannten Parameter sind derart gewählt, dass sich für den kontinuierlichen 
Schweißprozess und die angewandte Stepp-Strategie die gleichen Durchschweißgrade 
– Schweißnahtbreite an der Blechunterseite – ergeben und somit die Schweißnähte 
bezüglich des Prozessergebnisses vergleichbar sind.
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Es zeigt sich, dass die kontinuierliche Nahtführung zu einem größeren Wärmestau an 
der Randkante führt, was letztlich in einer größeren mechanischen Belastung resultiert. 
Diese experimentell beobachtete Evidenz unterstützt die mittels FE-Modell errechne-
ten Resultate, wonach, wie in Bild 7.44 dargestellt, höhere Randtemperaturen für die 
kontinuierlich erzeugten Schweißnähte entstehen. 

Bild 7.44: Zeitlicher Verlauf der Temperatur am Blechrand auf Höhe der halben 
Schweißnahtstrecke bei verschiedenen Parametern.  
Links: Aus Thermografieaufnahmen experimentell ermittelter Temperaturverlauf. 
Rechts: Mittels Simulation berechneter Temperaturverlauf.  
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, LS = 80 mm, SL = 17 mm, SÜ = 7 mm, 
df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,7 mm, MAT = AA 6016, 
seitliche Einspannung) 

Der direkte Vergleich der Prozessresultate einer kontinuierlich geschweißten 
Schweißnaht und einer mittels Stepp-Strategie erzeugten Schweißnaht ist in Bild 7.45 
zu sehen. In beiden Fällen wurden ein 1,2 mm dickes Oberblech und ein 1,5 mm di-
ckes Unterblech bei einem Randabstand von 5 mm geschweißt. Im Längsschliff wird 
erneut der Ansatz der Stepp-Strategie deutlich, wonach einzelne kurze Schweißnähte 
mit einem gewissen Überlapp aneinander gereiht werden. Die dargestellten Querschlif-
fe zeigen, dass kontinuierlich erzeugte Schweißnähte einen durchgängigen Nahtmit-
tenriss aufweisen, während bei der Schweißnaht mit Stepp-Strategie kein derartiger 
Riss entsteht.  
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Bild 7.45: Oben: Kontinuierliches Schweißen der schmalen Versuchsprobe. 
Unten: Rissfreies Resultat nach dem Schweißen mittels Stepp-Strategie.  
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, LS = 80 mm, SL = 20 mm, SÜ = 7 mm, 
df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, 
seitliche Einspannung) 

Die numerische Simulation dieses Verfahrens liefert neben den genannten Tempera-
turverläufen auch den zeitlichen Verlauf der in Bild 7.41 dargestellten errechneten 
Rissneigungsenergie. Mit der Strategie des Überlapps ergeben sich veränderte mecha-
nische Bedingungen, wie Bild 7.46 anhand der dargestellten Spannungen und mecha-
nischen Dehnungen in transversaler y-Richtung verdeutlicht. 
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Bild 7.46: Oben: Spannung in Y-Richtung beim Schweißen mit der Stepp-Strategie. 
Unten: Mechanische Dehnungen in Y-Richtung beim Schweißen mit der Stepp-
Strategie. 
(Simulations-Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, SL = 17 mm, SÜ = 7 mm, 
df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, 
seitliche Einspannung)  

Es ist zu erkennen, dass sich im Spannungs- und mechanischen Dehnungsfeld die ein-
zelnen Stepp-Schweißnähte deutlich abzeichnen.  

In der Auswertung der Rissneigungsenergie der Stepp-Strategie kann der Überlapp zur 
Vermeidung von Endkraterrissen berücksichtigt werden, indem lokal mehrfach ge-
schweißte Stellen mit der Rissneigungsenergie der zuletzt durchgeführten Schweißnaht 
belegt werden. So ergibt sich der in Bild 7.47 dargestellte ortsaufgelöste Verlauf der 
Rissneigungsenergie bei angewandter Stepp-Strategie. 
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Bild 7.47: Verlauf der Rissneigungsenergie für das kontinuierliche Schweißen (rot) und das 
Schweißen mittels Stepp-Strategie (grün). 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, LS = 60 mm, SL = 17 mm, SÜ = 7 mm, 
df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, 
seitliche Einspannung) 

Aus der Darstellung in Bild 7.47 folgt, dass die Heißrissneigung während des Erstel-
lens eines Einzel-Stepps unterhalb des kritischen Grenzwertes liegt. Während der Ab-
kühlphasen sinkt die Rissneigung, beziehungsweise wird bei vollständig erstarrter 
Schmelze auf den Wert Null zurückgesetzt. Somit überschreitet die Rissneigungsener-
gie während des Erstellens von fünf räumlich überlagerten Einzel-Stepps nie den 
Grenzwert von 3∙10-3 J (vgl. Kapitel 5.3). Dies ist damit gleichzusetzen, dass beim 
erzielten Schweißresultat keine Schweißnahtmittenrisse vorhanden sind. Die numeri-
sche Prozessabbildung und Vorhersage sowie der reale Laserstrahlschweißprozess 
stimmen in Bezug auf das Auftreten von Heißrissen in Form von Schweißnahtmitten-
rissen überein. 

Dies bestätigt eine weitere experimentelle Untersuchung an sehr schmalen Probenfor-
men mit geringen Flanschbreiten aus Kapitel 6.2, welche verstärkt zur Heißrissbildung 
neigen. Um die Wirksamkeit der Stepp-Strategie zu überprüfen, wurden in einer expe-
rimentellen Versuchsreihe Proben mit 10 mm Breite und 100 mm Länge in der Über-
lappkonfiguration 1,2 mm auf 1,5 mm verschweißt. Die Resultate dieser Versuchsreihe 
sind exemplarisch anhand zweier Proben in Bild 7.48 dargestellt.  
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Bild 7.48: Oben: Nahtmittenriss nach kontinuierlichem Schweißprozess. 
Unten: Rissfreies Resultat nach dem Schweißen mittels Stepp-Strategie.  
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, LS = 80 mm, SL = 17 mm, SÜ = 7 mm, 
df = 650 µm, zf = 0 mm, R = 5 mm, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, MAT = AA 6016, 
seitliche Einspannung) 

Es wird deutlich, dass die kontinuierlich geschweißte Probe ein stärkeres Auswandern 
der Blechseiten aufzeigt, was mit der deutlichen Ausbildung eines Nahtmittenrisses 
einhergeht. Die untere Probe wurde mittels Stepp-Strategie geschweißt. Es ist kein 
Nahtmittenriss sichtbar und die Kontur des schmalen Probenblechs weist keine starke 
seitliche Verformung auf. 
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8 Übertragbarkeit auf industrielle Fertigung 
Um ein Verfahren industriell etablieren zu können ist es wichtig, dass sich dieses Ver-
fahren in einem Produktionsumfeld bewährt. Die im Rahmen dieser Arbeit erarbeite-
ten neuen Ansätze des Schweißens mit modulierter Laserleistung und der Stepp-
Strategie bringen hinsichtlich einer Umsetzung in der Serienfertigung einige Vorteile 
mit sich. So werden bereits aus dem Prozess des Remote-Laserstrahlschweißens von 
Stahlwerkstoffen bekannte Systemkomponenten verwendet, was Redundanzkompo-
nenten in der Fertigung ermöglicht. Des Weiteren werden keine besonderen Anforde-
rungen an das Spannmittel gestellt, die über herkömmliche Remoteanwendungen hin-
ausgehen. Zudem wurde die entwickelte Prozessstrategie an bereits im Serieneinsatz 
befindlichen Werkstoffen getestet.  

Neben den Investitionskosten in Form der benötigten Systemkomponenten stellen die 
Qualität der Schweißverbindung sowie die Wirtschaftlichkeit des Fügeverfahrens 
wichtige Säulen für eine erfolgreiche industrielle Umsetzung dar. Auf die Schweiß-
nahtqualität wird in Form einer Festigkeitsanalyse im folgenden Kapitel 8.1 eingegan-
gen. Der Aspekt der Wirtschaftlichkeit wird in Kapitel 8.2 anhand möglicher Strate-
gien zur Produktivitätssteigerung betrachtet. 

8.1 Festigkeitsanalyse 

Der Festigkeitsnachweis und insbesondere der experimentelle Test der Zugfestigkeit 
stellt einen wesentlichen Bestandteil der industriellen Freigabe von Fügeverfahren für 
den Produktionsprozess dar. Eine der wichtigsten Prüfungen ist der sogenannte Scher-
zugversuch. Hierbei werden zwei – gemäß Bild 8.1 miteinander verschweißte – Bleche 
durch Anlegen einer transversal zur Schweißnaht verlaufenden Zugkraft bis zum Ver-
sagen beziehungsweise Bruch belastet. Die beim Versagen aufgebrachte Kraft wird als 
Maximalkraft  Fmax gekennzeichnet und dient der Charakterisierung der Zugfestigkeit. 
Hierbei gilt, je größer Fmax ausfällt, desto größer ist die vorhandene Zugfestigkeit.  

Um den Einfluss der Heißrissneigung in diesem Versuch geeignet zu erfassen, wurden 
zwei verschiedene Zugprobengeometrien gewählt. Zum einen wurden zwei Bleche mit 
einem tendenziell stark zur Bildung von Heißrissen neigenden Randabstand von 5 mm 
geschweißt. Zum anderen diente eine Probe mit einem großen Randabstand von 
15 mm als Vergleichsprobe und gab den zu erwartenden Festigkeitswert ohne Heiß-
rissbildung vor. 
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Bild 8.1: Vergleich der Schwerzug-Festigkeit verschiedener Schweißproben in Randnähe 
(links) und mit großem Randabstand (rechts). 
(Parameter: P = 5 kW, v = 6 m/min, LS = 80 mm, SL = 17 mm, SÜ = 7 mm, 
df = 650 µm, zf = 0 mm, R = variiert, dOB = 1,2 mm, dUB = 1,5 mm, 
MAT = AA 6016, seitliche Einspannung) 

Bei den in Bild 8.1 dargestellten Ergebnissen wird deutlich, dass die Heißrissbildung 
die resultierende Scherzugfestigkeit beeinflusst. Während die kontinuierlich ge-
schweißte Probe eine geringere Festigkeit aufweist, ist die mittels Stepp-Strategie er-
zielte Festigkeit nahezu identisch mit der rissfreien Vergleichsprobe. Dies ist insbe-
sondere dann der Fall, wenn eine Normierung der Festigkeit auf die Anbindungsfläche 
der Überlappverbindung erfolgt.  

Somit konnte experimentell nachgewiesen werden, dass sich neben der bereits ange-
merkten Rissfreiheit in den Querschliff-Betrachtungen aus Kapitel 7.6 auch die me-
chanische Festigkeit unter Zugbelastung der Stepp-Schweißnaht gegenüber konventio-
nellen – das heißt kontinuierlich geschweißten – Laserstrahlschweißnähten in Randnä-
he erhöht.  

8.2 Strategien zur Produktivitätssteigerung 

Die Wirtschaftlichkeit eines Fügeverfahrens ist eine entscheidende Kenngröße zur 
Auswahl eines geeigneten Verfahrens in der Produktion. Wie in Kapitel 1.1 erörtert, 
liegt in einer Verbesserung der Wirtschaftlichkeit und Effizienz einer der Hauptbe-
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weggründe, das taktil geführte Laserstrahlschweißen von Aluminium mit Zusatzwerk-
stoff in Richtung eines berührungslosen Remote-Verfahrens weiter zu entwickeln.  

Jedoch scheinen bei der Umsetzung einer hochproduktiven Remote-Anwendung mit-
tels Stepp-Strategie insbesondere die in Kapitel 7.6 genannten Abkühlphasen zwischen 
den einzelnen Stepps hinderlich. Aus diesem Grund werden im Folgenden Verfahrens-
strategien und Ansätze aufgezeigt, um die unproduktiven Nebenzeiten zu reduzieren 
und eine wirtschaftliche Fertigung trotz der benötigten Abkühlphasen zu ermöglichen. 

Es wurden zwei wesentliche Strategien entwickelt, die sich bauteilbezogen umsetzen 
lassen, um die unproduktiven Nebenzeiten bei angewandter Stepp-Strategie zu mini-
mieren.  

Bild 8.2: Remote-Laserstrahlschweißen am Beispiel einer Türapplikation [189]. 

Die erste Verfahrensstrategie erfordert die Zugänglichkeit mehrerer zusammengesetz-
ter Stepp-Schweißnähte im großräumigen Bearbeitungsfeld der Scanner-Optik. Die 
schnelle Positionierzeit der Scanneroptik im Millisekundenbereich ermöglicht ein 
Springen zwischen den Einzelstepps im Bearbeitungsfeld. So können mit dieser Stra-
tegie mehrere Schweißnähte aus zusammengesetzten Einzel-Stepps erzeugt werden. 
Die benötigten Abkühlphasen einer Schweißnaht entstehen, während Stepps anderer 
Schweißnähte parallel an deren Positionen im Bearbeitungsfeld erzeugt werden. 

Die zweite Strategie beruht darauf, dass die genutzte Scanneroptik mehrfach mittels 
Roboterkinematik über das Bauteil geführt wird. In jedem Umlauf wird hierbei ein 
Einzelstepp einer zusammengesetzten Stepp-Schweißnaht aufgebracht. Durch diese 
Methodik wird den Einzelstepps ausreichend Zeit zum Erstarren und Abkühlen gelas-
sen ohne dass kostenintensive Anlagentechnik wie Bearbeitungsoptik und Laser unge-
nutzt bleiben.  
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Durch die beiden genannten Ansätze können – abhängig von den Bauteilgegebenhei-
ten und den Schweißnahtpositionen auf dem Bauteil – die unproduktiven Nebenzeiten 
der Stepp-Strategie, bei gleichzeitiger Einhaltung der nach Kapitel 7.6 geforderten 
Abkühlzeiten, signifikant minimiert werden.  

Eine wirtschaftliche Prozessanalyse und ein Vergleich mit bestehenden Fügeverfahren 
sind in Tabelle 8.1 zusammengefasst. Basis für diese Prozessanalyse ist die Anwen-
dung des Verfahrens an einer Automobiltür (vgl. Bild 8.2) mit einem typischen 
Schweißumfang von 40 Schweißnähten mit einer jeweiligen Schweißnahtlänge von 
60 mm. 

Praxisbeispiel 40 Schweißnähte mit je 60 mm Schweißnahtlänge 

 Aluminiumschweißen  
mit Zusatzwerkstoff 

Aluminiumschweißen  
mit Stepp-Strategie 

Anlagentechnik   

Optikpostionierung 2 Roboter 1 Roboter 

Laseroptik 2 Taktile Laseroptiken 1 Scanneroptik 

Laserstrahlquelle  1 Laserstrahlquelle 1 brillante Laserstrahlquelle 

Zusatzmedien  Schweißdrahtzufuhr 
Schutzgaszufuhr 

- 

Zeitbedarf   

Schweißgeschwindigkeit 3 m/min 6 m/min 

Schweißzeit 48 s  32 s (inkl. Überlapp) 

Nebenzeit 2 s Anfahrt, 1 s Absetzen 20 ms Anfahrt, 20 ms Absetzen 

Gesamtnebenzeit 60 s (2 Roboter) 6,4 s 

Gesamtzeit 108 s 38,4 s 

Kosten   

Strahlquelle 100% [190] 115% [190] 

Roboter 100% 50% 

Spanntechnik 100% 150% 

Laseroptiken 100% (2 Stk.) 70% 

Laserauslastung 44% - 100% [190] 60% - 83% [190] 

Zusatzmedien 100% - 

Tabelle 8.1: Vergleich des Laserstrahlschweißens von Aluminium mit Zusatzwerkstoff mit 
dem Laserstrahlschweißen von Aluminium mittels Stepp-Strategie. 
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Wie Tabelle 8.1 verdeutlicht, birgt das Remote-Laserstrahlschweißen nicht nur in Be-
zug auf die benötigte Gesamtzeit des Schweißprozesses erhebliche Zeitvorteile, es 
können ebenso Kosteneinsparungen bei Anlageninvestition durch den reduzierten 
Robotereinsatz und im Anlagenbetrieb durch den Verzicht auf Zusatzmedien erwartet 
werden.  

Eine erhöhte Investition, die aufgrund der Remoteanwendung entstehen kann und 
nicht in Tabelle 8.1 berücksichtigt wird, ist in den höheren Anforderungen an die La-
sersicherheit zu sehen. Die für Remoteanwendungen benötigte erhöhte Brillanz der 
eingesetzten Laserstrahlquelle sorgt für ein erhöhtes Gefährdungspotential 
[191][192][193]. Gleichwohl existieren auch für solche Remoteanwendungen Überle-
gungen zur Realisierung von kostengünstigeren und leistungsfähigeren Lasersicher-
heitskonzepten [194][195][196][197][198]. 





9 Zusammenfassung
Die Heißrissbildung stellt eine der wesentlichen Herausforderungen beim Laserstrahl-
schweißen von AlMgSi-Legierungen dar. Wie im ersten Kapitel dieser Arbeit aufge-
zeigt, existieren zu dieser Thematik zahlreiche Abhandlungen. Während einige die 
physikalischen Hintergründe der Heißrissbildung näher beschreiben und so das Pro-
zessverständnis erhöhen, bauen andere neuere Arbeiten auf diesem Kenntnisstand auf 
und bieten Ansätze zur Vermeidung von Heißrissen. Die bekannten Theorien lassen 
sich in drei wesentliche Gruppen, die metallurgische, die thermische und die mechani-
sche Prozessbeeinflussung, gliedern. 

Um die thermische Prozessbeeinflussung näher zu analysieren, wurde im Rahmen der 
vorliegenden Arbeit ein transientes Finite-Elemente-Modell zur Prozesssimulation 
entwickelt. Der Abgleich der Rechenergebnisse mit experimentellen Daten ließ die 
Definition der Rissneigungsenergie zu. Dieser Faktor wird am Ende des Schmelzba-
des, der Erstarrungszone, aus dem Produkt der Komponenten Spannung, Dehnung und 
erstarrendem Schmelzbadvolumen zwischen Liquidus- und Solidustemperatur gebil-
det. Die so ermittelte Rissneigungsenergie nimmt einen größeren Wert an, wenn er-
höhte Rissneigung vorliegt und einen geringeren Wert, wenn eine abnehmende Riss-
neigung vorhanden ist. Es konnte nachgewiesen werden, dass der Wert der Rissnei-
gungsenergie mit der Entstehung von Nahtmittenrissen korreliert. 

Bild 9.1: Zeitlicher Verlauf der Rissneigungsenergie beim Schweißen mit 5 kW 
Laserleistung und 6 m/min Schweißgeschwindigkeit bei 5 mm Randabstand. 

Wie Bild 9.1 zeigt, ist der so berechnete Wert dieser Rissneigungsenergie über die 
Dauer einer 60 mm langen Schweißnaht bei 5 mm Randabstand nicht konstant. Zu 
Beginn der Schweißnaht baut sich das Temperaturfeld rund um die Schmelze auf, was 
anschließend zu einem Wärmestau an der Randkante führt. Es folgt ab 0,2 s eine quasi-
stationäre Schweißphase mit konstant hoher Randtemperatur. Diese Temperaturfeld-
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verteilung geht mit einer hohen Rissneigungsenergie einher. Am Ende des Schweiß-
prozesses, welches durch das Abschalten der Wärmequelle eingeleitet wird, kommt es 
zu einer kurzzeitigen Erhöhung der Rissneigungsenergie. Dieser Anstieg am Ende der 
Verlaufskurve aus Bild 9.1 spiegelt die erhöhte Rissneigung am Ende der Schweiß-
naht, beim Erstarren des Endkraters in Verbindung mit der Ausbildung von Endkrater-
rissen, wieder.  

Abgeleitet aus dem genannten zeitlichen Verhalten der Rissneigung, wurden zwei 
Verfahren entwickelt, die der Vermeidung von Heißrissen – im Speziellen von Naht-
mittenrissen – dienen. 

Das erste Verfahren nutzt bei konstanter Schweißgeschwindigkeit ein moduliertes 
Laserleistungssignal um wiederkehrend die Prozessstartphase mit geringer Rissnei-
gung zu durchlaufen. Dieser Ansatz führt experimentell, wie auch in der numerischen 
Prozesssimulation, zu einer wirkungsvollen Vermeidung von Nahtmittenrissen. Aller-
dings wurde bei der Anwendung dieses Verfahrens eine erhöhte Anzahl an Poren fest-
gestellt. Dies ist auf den prozessbedingten Wechsel zwischen Wärmeleitungs- und 
Tiefschweißen zurückzuführen, was mit dem wiederkehrenden Schließen der Dampf-
kapillare zu einer erhöhten Neigung der Porenbildung führt.  

Ein zweiter Ansatz orientiert sich daran, die maximale Schweißnahtlänge mit geringer 
Rissneigung zu nutzen. So ergeben sich etwa 20 mm lange Steppnähte, welche im 
Prozessresultat ebenfalls keine klassischen Nahtmittenrisse aufweisen. Um längere 
rissfreie Schweißnähte zu erzielen, lassen sich mehrere kurze Stepps mit einem räum-
lichen Überlapp aneinanderreihen. Diese Strategie führt dazu, dass keine Schwächung 
am Stepp-Ende durch einen Endkraterriss vorliegt. Um wirkungsvoll Heißrisse zu 
vermeiden, ist ein zeitlicher Abstand zwischen den Stepps erforderlich, der mindestens 
die Dauer der Erstarrung der Schmelze umfasst. Während dieser Zeit findet ein Ab-
kühlvorgang statt und die mechanische Belastung der Schweißnaht ist rückläufig. Eine 
Festigkeitsanalyse der so erzeugten Schweißnähte bei 5 mm Randabstand zeigte eine 
gleichwertige Zugfestigkeit verglichen mit Schweißnähten, die bei einem heißrissun-
kritischen Randabstand von 15 mm erzeugt wurden. 

Eine Möglichkeit, die Prozesseffizienz trotz der benötigten Abkühlzeiten hoch zu hal-
ten, besteht in der Nutzung der hohen Dynamik einer Scanneroptik. Hierzu werden 
wahlweise Stepp-Schweißnähte quasi gleichzeitig an verschiedenen Positionen im 
Scannerfeld erzeugt oder es werden im Sinne einer Mehrfachüberfahrt beim mehrma-
ligen Roboterumlauf einzelne Stepp-Schweißnähte mit zeitlichem Versatz überlappend 
angeordnet. 
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Aus wirtschaftlicher Sicht lässt sich mit dem entwickelten Stepp-Verfahren eine Re-
duktion der Prozesszeit um 60% erwarten. Zudem können durch die Verwendung 
gleichartiger Anlagentechnik des etablierten Verfahrens des Remote-Laserstrahl-
schweißen von Stahlwerkstoffen Redundanzvorteile genutzt werden. 

Somit konnten im Rahmen der vorliegenden Arbeit durch eine Erhöhung des Prozess-
verständnisses bezüglich der Heißrissbildung beim Laserstrahlschweißen von Alumi-
nium wirkungsvolle Methoden zur Umsetzung eines Remote-Verfahrens aufgezeigt 
werden, welche die Wirtschaftlichkeit des Laserstrahlschweißens von Aluminium 
nachhaltig verbessern.  
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