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Abstract: The existing methods of assessing the fatigue life of welded  joints fail to consider local 

strain ranges and mean stress at the weld toe. The present work proposes a novel approach to as‐

sessing the fatigue life of welded joints by conducting measurements with digital image correlation 

(DIC) and X‐ray diffraction  (XRD)  in combination. Local strain  ranges at  the weld  toe of gusset 

welded  joints were measured by DIC. Hammer peening was conducted on  the welded  joints  to 

introduce different  initial stresses. The  influence of mean stress was  investigated by considering 

initial residual stress measured by XRD and a perfect plastic material model. The fatigue experiment 

was carried out on specimens with and without hammer peening. The results showed that hammer 

peening could offset adverse welding deformation effectively, and  introduce significant residual 

compressive stress. The fatigue failure life increased by more than 15 times due to hammer peening. 

The  fatigue  initiation  life assessed by  the proposed method was close  to  that based on nominal 

stress,  indicating  that  the proposed method  is reliable  for predicting  the  fatigue  initiation  life of 

welded joints. 

Keywords: fatigue life; digital image correlation (DIC); X‐ray diffraction (XRD); hammer peening; 

assessment method 

 

1. Introduction 

The out‐of‐plane gusset has been widely used in steel bridges to provide additional 

stiffness and to relieve local deformation induced by vehicle loadings [1–3]. The out‐of‐

plane gusset is usually joined to steel bridge components by welding, which is prone to 

fatigue damage because of inevitable local residual stress, stress concentration at the weld 

toe or root, welding imperfections and increasing traffic volumes [4,5]. To decrease resid‐

ual stress, or to reduce the local stress concentration of the weld, maintenance methods 

such as hammer peening [6], shot peening [7], grinding [8] and additional weld [9], etc., 

are often applied during the construction of steel components or when steel structures are 

in  service. As  the bead profile  and  local  stress  conditions of welded  joints have been 

changed due to the application of maintenance methods, it is necessary to assess fatigue 

life according to variation in stress concentration and mean stress. 

The  fatigue  initiation  life of welded  joints can usually be assessed based on stress 

ranges or strain ranges, namely, the stress method and the strain method. The existing 

stress method includes nominal stress [10], hot spot stress [11] and effective notch stress 

[12], indicating sustained efforts to approximate a real local stress state. The disadvantage 

of assessing fatigue life by stress method is that it is difficult to calculate the local stress at 

the weld toe or weld root. Effective notch stress is usually calculated using only the elastic 
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behavior of the material [13,14], thus it may overestimate real local stress if the yield stress 

has been achieved. Similarly, nominal stress and hot spot stress do not address the local 

stress concentration  in welded  joints  induced by variation  in the bead profile [15]. The 

strain method confronts the same problem as the stress method, as the strain of a weld toe 

or weld root with a complicated profile is difficult to measure by conventional methods 

(such as the strain gauge) [16]. Another issue to be addressed is the measurement of mean 

stress [17]. Variation in mean stress at the weld toe or weld root can be induced by welding 

residual stress, applied stress ratio and bead profile. The influence of mean stress on fa‐

tigue life is usually assessed based on the nominal stress ratio [18], while mean stress at 

the weld toe can be quite different depending on the material plasticity and bead profile. 

Above all, the existing stress method and strain method have the disadvantages of failing 

to address material plasticity or measurement difficulties, which can result in an inaccu‐

rate fatigue life assessment. 

The invention of digital image correlation (DIC) provides a new approach for meas‐

uring the strain of weld beads with complicated profiles [19]. The full‐field strain distri‐

bution including structural discontinuities can be obtained during the fatigue loading us‐

ing DIC. Ren et al. [20] used DIC to measure the strain history of butt‐welded joints under 

low cycle fatigue. The fatigue  life was predicted based on the Manson–Coffin  formula, 

and showed favorable precision compared to the experiment results. Zheng et al. [21] as‐

sessed the fatigue life of NiTi alloy using nominal strain and local strain measured by DIC. 

The results indicated the non‐trivial dependence of the fatigue life on the nominal strain 

variation, and the authors suggested to propose a material fatigue criterion based on the 

local strain variation. DIC can also be used together with optics and laser techniques for 

strain measurement. Corigliano et al. [22] proposed the thermographic method to predict 

the fatigue life of marine welded joints using a combination of DIC and infrared camera 

(IR). The above‐mentioned studies worked on specimens of base metal or butt‐welded 

joints with surface grinding and with residual stress eliminated. Welded structures can 

have more complex stress state and profile at the weld toe, and it is necessary to determine 

the  initial stress and mean stress  in order to achieve a precise prediction of fatigue life 

based on the measured strain ranges. 

The novelty of this work includes the proposal of a fatigue life assessment method 

using combined measurements of DIC and X‐ray diffraction (XRD), which solves the dis‐

advantages of conventional assessments methods using stress ranges or strain ranges. DIC 

was used to measure local strain ranges of the weld toe. The mean stress was obtained by 

XRD measurement and the assumption of a perfect plasticity model. The specimens were 

also treated by hammer peening to achieve different initial stress states. The fatigue life 

was finally assessed by the proposed method and compared to the conventional methods 

and experiment results. It is expected that the present research would help make accurate 

predictions of fatigue life and serve as a reference in structural design. 

2. Measurement of Residual Stress by XRD 

2.1. The Hammer Peening Treatment 

Two  specimens  of  out‐of‐plane  gusset welded  joints were  fabricated  using  high 

strength steel HT780 with yield stress greater than 685 MPa [23], and joined by CO2 gas 

metal arc welding. The geometric dimension of the specimens is shown in Figure 1. To 

achieve a different  level of  initial stress, one of  the specimens was  treated by hammer 

peening. The treated specimen was fixed to the reaction frame by clamps in order to avoid 

possible displacement during the process of hammer peening. The devices to be used for 

hammer peening included a portable air compressor, an impact air tool, and a chisel as 

shown in Figure 2. The chisel tip was burnished to a flat rectangular surface of 4 mm × 5 

mm with its corners rounded, and the operating frequency of the impact air tool was 90 

Hz. The hammer peening was carried out from the welding end and operated along the 

side‐weld for a range of 20 mm. The same process was conducted on the weld at  least 
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three times to ensure the maximum residual compressive stress was greater than 500 MPa 

[24]. The as‐welded specimen was named by AW and that treated by hammering peening 

was named by HP. The bead shape of the specimen HP before and after hammer peening 

is shown in Figure 3. It could be observed that the transition from weld to base metal was 

much smoother after the hammer peening and the radius of the weld toe visibly increased.   

 

Figure 1. The specimen geometry (mm). 

 

Figure 2. The hammer peening equipment. 

       
(a)  (b)  (c)  (d) 

Figure 3. The bead profile: (a) Before hammer peening (X); (b) Before hammer peening (X’); (c) After hammer peening (X); 

(d) After hammer peening (X’). 
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2.2. Residual Stress 

The geometric deformation due to the welding and hammer peening was measured 

along the central axis X‐X’ of the specimens, as shown in Figure 4. The original angular 

distortion due to the process of welding was 0.5°, and the application of hammer peening 

reduced  the value  to  −0.1°;  thus  the hammer peening was able  to effectively offset  the 

adverse welding deformation. The radius of the weld toe was also measured for speci‐

mens AW and HP. The radius of the weld toe on side X increased from 1.5 to 2.2 mm, 

while the radius on side X’ increased from 1.2 to 2.5 mm due to the hammer peening. To 

determine the stress concentration factor (SCF) of the specimens, the finite element (FE) 

model was built based on  the measured geometric dimensions. The static  loading was 

applied on the FE model in the state of elasticity. The normal stress at the weld toe was 

divided by the nominal stress to obtain the SCF. The SCF of specimen AW was 2.78 and 

that of specimen HP was 2.06; thus, the stress concentration was greatly relieved at the 

weld toe by the hammer peening. 

   
(a)  (b) 

Figure 4. Angular distortion and residual stress in central axis X‐X’: (a) X side; (b) X’ side. 

The XRD was applied to measure the residual stress of specimens AW and HP from 

the weld toe to the base metal along the deck surface, with a range of 20 mm every 1 mm, 

as shown in Figure 3. The residual stress distribution is illustrated in Figure 4. It was ob‐

served that the residual stress of specimen AW ranged from −200 to 160 MPa, while resid‐

ual compressive stress was measured for all testing points in specimen HP. The welding 

residual tensile stress was obviously reduced by hammer peening, as the maximum com‐

pressive stress reached more than −600 MPa. The residual compressive stress reached its 

maximum at approximately 4 mm from the weld toe, which was the edge of the chisel 

used for hammer peening. 

3. Measurement of Strain by DIC 

3.1. Setup of the Experiment 

The fatigue loading was conducted on the specimens AW and HP, with strain meas‐

ured by DIC. The nominal stress range Δσ was 250 MPa, the stress ratio R was 0 and the 

loading frequency was 5 Hz. The fatigue loading was carried out by the fatigue machine 

through the clamps, which constrained both sides of the specimens. The constraint area 

and  loading direction were  indicated  in Figure 5. DIC was used  to measure  the strain 

distribution of the specimen in the first 1000 cycles. A spatial resolution of approximately 

6.25 × 10−4 mm2/pixel within the measurement area of 40 mm × 30 mm was achieved. The 

identical pixels before and after deformation were  identified so as  to calculate  the dis‐

placement and strain based on the spatial relationship calibrated before the experiment. 
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Figure 5. The DIC setup and loading conditions. 

Before the fatigue loading, the strain variation due to the clamping of the specimen 

was measured to obtain the initial deformation state. The lower side of the specimen was 

first constrained by the clamp and the surface deformation was recorded by the DIC cam‐

eras before and after the upper side of the specimen was fixed; thus, the initial strain ε 

due to the angular distortion when gripped by the clamps was measured, as shown  in 

Tables 1 and 2 (n = 0). It was observed that the initial strain on specimen AW (360 με) was 

much greater than that of specimen HP (−30 με) at n = 0, which indicated that the angular 

distortion of specimen HP due to welding was reduced by hammer peening. After the 

first 1000 cycles of fatigue loading, four strain gauges named by CH1‐CH4 were attached 

12 mm from the weld toe, as shown in Figure 1, to measure the nominal strain variation. 

The cyclic loading with the same loading parameters was continued until fatigue failure. 

Table 1. Strain distribution measured by the proposed method (Specimen AW). 

Cycles 

n = 0 

(After   

Clamping) 

n = 1  n = 3  n = 10  n = 100  n = 1000 

εmax 

 

εmin 

 
Δε    3150 με  2980 με  3000 με  2900 με  3080 με 
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Table 2. Strain distribution measured by the proposed method (Specimen HP). 

Cycles 

n = 0 

(After 

Clamping) 

n = 1  n = 3  n = 10  n = 100  n = 1000 

εmax 

 

εmin 

 
Δε    2250 με  2460 με  2450 με  2390 με  2480 με 

3.2. Strain Distribution in the First 1000 Cycles 

Tables 1 and 2 illustrate the strain contour of two specimens on side X under maxi‐

mum and minimum loading when cycles n = 1, 3, 10, 100 and 1000. The peak strain was 

usually located at the weld toe of the gusset welded joint. The yield strain calculated by 

the design yield stress (685 MPa) was 3325 με, thus the material at the weld toe of speci‐

men AW had yielded at the first cycle, while that of specimen HP remained in an elastic 

state when n  ≤ 1000. For  the specimen AW, ε under maximum and minimum  loading 

tended to increase with the increase in loading cycles, because the yield stress of steel was 

reached  and  plastic  deformation was  accumulated  due  to  the  ratcheting  effects.  The 

change in strain range was small, ranging from 2900 με to 3150 με. For specimen HP, peak 

strain εmax remained unchanged generally with the increase in loading cycles, indicating 

that the steel was in a state of elasticity after the hammer peening. The strain range was 

stable and ranged from 2250 με to 2460 με, which was much smaller than specimen AW. 

Additionally, the peak strain εmax of specimen HP was usually approximately half that of 

specimen AW; thus, local stress in the vicinity of the weld toe was greatly reduced due to 

the effects of hammer peening. 

Strain distribution along the central axis X‐X’ of the specimens is shown in Figure 6. 

The bead is marked by the shadowed area. It was clear that the strain level at the weld toe 

was  the  greatest  for  both  specimens  due  to  the  local  stress  concentration.  The  strain 

dropped dramatically from the weld toe and tended to plateau at a distance of 5 mm from 

the weld toe. Defining nominal strain by the ratio of nominal stress σ to elasticity modulus 

E, the peak value of nominal strain was approximately 1214 με. However, the measured 

peak nominal strain of specimen AW at x = 30 mm as shown in Figure 6a was 1464 με, 

approximately 250 με greater  than  the  theoretic calculation. The difference most  likely 

resulted  from  the  initial strain during  the clamping due  to  the angular distortion. The 

measured nominal strain of specimen HP (1241 με) as seen  in Figure 6a was generally 

equal to the theoretic calculation because the angular distortion was offset effectively by 

the hammer peening, and the initial strain caused by the clamping was small. 
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(a)  (b) 

Figure 6. Strain distribution along the central axis X‐X’: (a) Specimen AW; (b) Specimen HP. 

4. Fatigue Life Assessed by Combined Measurements of DIC and XRD 

4.1. Proposal of the Assessment Method 

As described in the introduction, the existing strain method to assess the fatigue life 

of welded joints fails to consider the strain ranges of weld toes with irregular profiles, and 

the influence of mean stress is usually considered by nominal stress instead of local stress. 

The purpose of  the proposed assessment method was  to use DIC  to measure  the  local 

strain ranges of the weld toe, while mean stress was calculated considering initial stress 

measured by XRD and a perfect plastic model. First, the strain ranges Δε of specimen AW 

and HP at  the weld  toe were measured by DIC as seen  in Tables 1 and 2. No obvious 

change of strain ranges Δε were observed from n = 1 to n = 1000 for specimens AW and 

HP, thus the stain ranges Δε at n = 1000 were used for fatigue life assessment. Second, the 

cyclic stress‐strain (S‐S) relationship at n = 1, 3, 10, 100, 1000 was calculated considering a 

perfect plastic model. The perfect plastic model was featured by an elasticity modulus E 

= 206 GPa, and yield stress σy = 685 MPa. The loading cycle n = 1 was depicted by five 

stages as seen  in Figure 7a, which illustrates the S‐S relationship of specimen AW. The 

initial stress was defined by the residual stress (77 MPa) measured by XRD. The  initial 

strain was defined by 0 because no loading was conducted (Stage 1). After the specimen 

was clamped at Stage 2,  the measured axial stain at  the weld  toe was 360 με, and  the 

corresponding stress calculated by the perfect plastic model was 151 MPa. As the fatigue 

loading increased, the material at the weld toe yielded at Stage 3, and the maximum strain 

εmax accumulated to 3990 με as measured by DIC at Stage 4. The peak stress σmax at n = 1 

was determined to be 685 MPa, based on the material model. Subsequently, the unloading 

began, and the minimum strain εmin at n = 1 was measured by DIC (840 με), by which the 

corresponding σmin (36 MPa) could be calculated at Stage 5. The mean stress of the weld 

toe at n = 1 was therefore calculated by (σmin + σmax)/2, which was 360.5 MPa. The mean 

stress σm of the weld toe at n = 3, 10, 100, and 1000 were obtained by the same method, and 

the cyclic S‐S curves were illustrated in Figure 7a. The ratcheting strain could be easily 

observed in the first 1000 cycles of specimen AW and the σm at n = 1000 was 367.76 MPa. 
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(a)  (b) 

Figure 7. The stress‐strain relationship of weld toe by perfect plastic model: (a) Specimen AW; (b) Specimen HP. 

The S‐S curves of specimen HP were obtained in Figure 7b by the same method as 

specimen AW, as was the mean stress at the weld toe. It was observed that the weld toe 

of specimen HP was consistently in an elastic state in the first 1000 cycles, which resulted 

from the significant residual compressive stress induced by hammer peening. The calcu‐

lated mean stress σm at n = 1000 was 95.48 MPa. Finally, the fatigue initiation life of speci‐

mens AW and HP was assessed by an  improved Coffin–Manson equation considering 

influence of mean stress σm as shown in Equation (1) based on the previous studies [25]. 
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4.2. Assessment of Fatigue Life 

The strain range Δε and mean stress σm at n = 1000 were used for the prediction of 

crack initiation life by the proposed method, as the strain range Δε was stable when n was 

large enough. Additionally, the crack initiation life was represented by the nominal stress 

(σnom) for comparison. The fatigue life of crack initiation measured by strain gauges was 

defined when the average value of gauge CH1 and CH2 or CH3 and CH4 (Figure 1) was 

reduced by 5%. The fatigue life of crack initiation (Nc) and fatigue failure (Nf) of the spec‐

imens AW and HP was assessed by S‐N curves of typical fatigue details from Japan Soci‐

ety of Steel Construction (JSSC) [26] and shown in Figure 8. The studied out‐of‐plane gus‐

set welded joints corresponded to Class E in the design specification of JSSC, and the test‐

ing data from previous studies marked by triangular symbols were also added for refer‐

ence [27]. 
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Figure 8. Fatigue life assessed by the proposed method. 

For specimen AW, the crack was initiated from the weld toe on the X side. The Nc 

assessed by the proposed method was 44,025 cycles, which was slightly smaller than that 

represented by the nominal stress (49,000 cycles). The difference may result from the dif‐

ferent definitions of crack initiation. It may nevertheless be concluded that the proposed 

method was reliable for assessing crack initiation life. The fatigue failure of specimen AW 

occurred at approximately  loading cycle 113,000. The  fatigue  life of crack  initiation ac‐

counted  for approximately 39% of  that of  the  fatigue  failure. The data points  from  the 

reference [27] were also roughly scattered on the design curve of Class E. 

For  specimen HP,  the Nc  predicted  by  the  proposed method was  approximately 

205,792. However, the crack initiation did occur on the weld joint; the fracture occurred at 

the base metal clamped by the loading jig at approximately loading cycle 1,700,000. There‐

fore,  the  fatigue  life of  the out‐of‐plane gusset welded  joint  increased by more  than 15 

times after hammer peening. The fatigue life of specimens subjected to hammer peening 

in a previous study [27] also drastically increased, and it was observed that the fatigue 
strength of this detail was enhanced from class E to class A by hammer peening if assessed 

by S‐N curves proposed by JCCS. 

5. Conclusion 

In the present study, a novel method of assessing fatigue life was proposed using the 

combined measurement of DIC and XRD. The basic principle of the proposed method was 

to assess fatigue life by the local strain range, considering the effects of local mean stress. 

The local strain range Δε at the weld toe was measured by DIC. The local residual stress 

σR was measured by XRD and considered as the initial stress, so that the local mean stress 

σm could be calculated by the variation of local strain considering a perfect plastic model. 

Fatigue life was finally assessed by an improved Coffin–Manson equation. The following 

conclusions were drawn: 

(1) The original angular distortion due to the process of welding was 0.5° and the appli‐

cation of hammer peening reduced the value to −0.1°, indicating that hammer peen‐

ing can effectively offset adverse welding deformation. 

(2) The fatigue initiation life assessed by the proposed method was close to that repre‐

sented by the nominal stress; thus, the proposed method is reliable for predicting the 

fatigue initiation life of welded joints. 
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(3) The hammer peening resulted in a decrease in SCF from 2.78 to 2.06, and the maxi‐

mum compressive stress was as great as −600 MPa. Fatigue failure life increased by 

more than 15 times after hammer peening in this research. 

Author Contributions: Investigation, Y.W. and K.U.; Software, Y.W. and R.N.; Validation, Y.W. and 

K.U.; Supervision, S.T.; Writing—original draft preparation, Y.W. and R.N.; Writing—review and 

editing, Y.W., K.U., R.N., and S.T. All authors have read and agreed to the published version of the 

manuscript. 

Funding: This research was funded by China Scholarship Council, grant no. 201906710058. 

Institutional Review Board Statement: Not applicable. 

Informed Consent Statement: Not applicable. 

Data Availability Statement: The data presented  in this study are available on request from the 

corresponding author. The data are not publicly available due to the data also form part of an on‐

going study. 

Conflicts of Interest: The authors declare no conflict of interest. 

References 

1. Kim, I. Fatigue strength improvement of longitudinal fillet welded out‐of‐plane gusset joints using air blast cleaning treatment. 

Int. J. Fatigue 2013, 48, 289–299, https://doi.org/10.1016/j.ijfatigue.2012.11.010. 

2. Kotani, Y.; Tsuyama, T.; Buerlihan, A.; Tsutsumi, S. Improvement of fatigue strength of out‐of‐plane gusset welded joints by 

controlled  additional  weld  bead  shape  and  toe  grinding.  J.  Struct.  Eng.  2021,  67A,  497–508, 

https://doi.org/10.11532/structcivil.67A.497. (In Japanese) 

3. Melaku, A.; Jung, K. Evaluation of welded joints of vertical stiffener to web under fatigue load by hotspot stress method. Int. J. 

Steel Struct. 2017, 17, 257–264, https://doi.org/10.1007/s13296‐016‐0088‐6. 

4. Wang, Y.; Luo, Y.; Tsutsumi, S. Parametric formula for stress concentration factor of fillet weld joints with spline bead profile. 

Materials 2020, 13, 4639, https://doi.org/10.3390/ma13204639. 

5. Barsoum, Z.; Barsoum, I. Residual stress effects on fatigue life of welded structures using LEFM. Eng. Fail. Anal. 2009, 16, 449–

467, https://doi.org/10.1016/j.engfailanal.2008.06.017. 

6. Tsutsumi, S.; Nagao, R.; Fincato, R.; Ishikawa, T.; Matsumoto, R. Numerical and experimental study on fatigue life extension of 

U‐rib steel structure by hammer peening. Q. J. Jpn. Weld. Soc. 2017, 35, 169s–172s, https://doi.org/10.2207/qjjws.35.169s. 

7. Singh, V.; Pandey, V.; Kumar, S.; Srinivas, S.; Chattopadhyay, K. Effect of ultrasonic shot peening on surface microstructure 

and fatigue behavior of structural alloys. Trans. Indian Inst. Met. 2015, 69, 295–301, https://doi.org/10.1007/s12666‐015‐0771‐x. 

8. Fu, Z.; Ji, B.; Kong, X.; Chen, X. Grinding treatment effect on rib‐to‐roof weld fatigue performance of steel bridge decks. J. Constr. 

Steel Res. 2017, 129, 163–170, https://doi.org/10.1016/j.jcsr.2016.09.018. 

9. Tsutsumi, S.; Buerlihan, A.; Fincato, R.; Kotani, Y.; Tsuyama, T. Numerical study for the effect of shape of additional weld on 

fatigue  strength  in  out‐of‐plane  gusset  welded  joint.  Q.  J.  Jpn.  Weld.  Soc.  2020,  38,  163s–167s, 

https://doi.org/10.2207/qjjws.38.163s. 

10. Lahti, K.; Hänninen, H.; Niemi, E. Nominal stress range fatigue of stainless steel fillet welds—the effect of weld size. J. Constr. 

Steel Res. 2000, 54, 161–172, https://doi.org/10.1016/S0143‐974X(99)00056‐5. 

11. Savaidis, G.; Vormwald, M. Hot‐spot stress evaluation of fatigue in welded structural connections supported by finite element 

analysis. Int. J. Fatigue 2000, 22, 85–91, https://doi.org/10.1016/S0142‐1123(99)00119‐X. 

12. Wang, Y.; Luo, Y.; Kotani, Y.; Tsutsumi, S. Generalized SCF formula of out‐of‐plane gusset welded  joints and assessment of 

fatigue life extension by additional weld. Materials 2021, 14, 1249, https://doi.org/10.3390/ma14051249. 

13. Sonsino, C.; Fricke, W.; De Bruyne, F.; Hoppe, A.; Ahmadi, A.; Zhang, G. Notch stress concepts for the fatigue assessment of 

welded joints–Background and applications. Int. J. Fatigue 2012, 34, 2–16, https://doi.org/10.1016/j.ijfatigue.2010.04.011. 

14. Park, W.; Miki, C. Fatigue assessment of large‐size welded  joints based on the effective notch stress approach. Int. J. Fatigue 

2008, 30, 1556–1568, https://doi.org/10.1016/j.ijfatigue.2007.11.012. 

15. Luo, Y.; Ma, R.; Tsutsumi, S. Parametric formulae for elastic stress concentration factor at the weld toe of distorted butt‐welded 

joints. Materials 2020, 13, 169, https://doi.org/10.3390/ma13010169. 

16. Wang, Y.; Fu, Z.; Ge, H.; Ji, B.; Hayakawa, N. Cracking reasons and features of fatigue details in the diaphragm of curved steel 

box girder. Eng. Struct. 2019, 201, 109767, https://doi.org/10.1016/j.engstruct.2019.109767. 

17. Ince, A. A mean stress correction model for tensile and compressive mean stress fatigue  loadings. Fatigue Fract. Eng. Mater. 

Struct. 2017, 40, 939–948, https://doi.org/10.1111/ffe.12553. 

18. Cao, B.; Ding, Y.; Song, Y.; Zhong, W. Fatigue life evaluation for deck‐rib welding details of orthotropic steel deck integrating 

mean stress effects. J. Bridg. Eng. 2019, 24, 04018114, https://doi.org/10.1061/(ASCE)BE.1943‐5592.0001344. 



Materials 2021, 14, 5802  11  of  11 
 

 

19. Brynk, T.; Orłowska, M.; Lewandowska, M. Application of 3D DIC‐Assisted Residual Stress Measurements  for Friction Stir 

Welding Weld from Ultrafine‐Grained Aluminum. Metall. Mater. Trans. A 2021, 52, 20–25, https://doi.org/10.1007/s11661‐020‐

06069‐5. 

20. Ren, X.; Xu, X.; Jiang, C.; Huang, Z.; He, X. Strain distribution and fatigue life estimation for steel plate weld joint low cycle 

fatigue based on DIC. Opt. Lasers Eng. 2020, 124, 105839, https://doi.org/10.1016/j.optlaseng.2019.105839. 

21. Zheng, L.; He, Y.; Moumni, Z. Lüders‐like band  front motion  and  fatigue  life of pseudoelastic polycrystalline NiTi  shape 

memory alloy. Scr. Mater. 2016, 123, 46–50, https://doi.org/10.1016/j.scriptamat.2016.05.042. 

22. Corigliano, P.; Epasto, G.; Guglielmino, E.; Risitano, G. Fatigue analysis of marine welded joints by means of DIC and IR images 

during static and fatigue tests. Eng. Fract. Mech. 2017, 183, 26–38, https://doi.org/10.1016/j.engfracmech.2017.06.012. 

23. Inose,  K.;  Nakanishi,  Y.;  Imoto,  I.  Study  on  design  of  high  strength  steel  structures.  Weld.  World.  2003,  47,  11–17, 

https://doi.org/10.1007/BF03266380. 

24. Matsumoto, R.; Ishikawa, T.; Tsutsumi, S.; Kawano, H.; Yamada, K. Analytical verification of residual stress distribution in steel 

plate after hammer peening. J. Struct. Eng. 2016, 62, 685–692, https://doi.org/10.11532/structcivil.62A.685. 

25. Tsutsumi, S.; Shibata, H.; Fincato, R.; Yonezawa, T.; Shimanuki, H. Effect of pre‐overload on fatigue life extension of U‐rib steel 

floor slab root. Q. J. Jpn. Weld. Soc. 2020, 38, 177s–181s, https://doi.org/10.2207/qjjws.38.177s. (In Japanese) 

26. Mori, T. Fatigue Design Recommendation for Steel Structures; Japan Society of Steel Construction: Tokyo, Japan, 2012. (In Japanese) 

27. Nakanishi, K.; Morikage, Y.; Kawabata, A.; Tomo, H. Study on improvement method of fatigue strength of weld joints by ham‐

mer  peening  on  base  metal.  J.  Jpn.  Soc.  Civ.  Eng.  Ser.  A1  Struct.  Eng.  Earthq.  Eng.  SE/EE  2015,  71,  10–19, 

https://doi.org/10.2208/jscejseee.71.10. (In Japanese) 

 


