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RESUME

Les rejets miniers sont couramment utilisés comma&énau de remblayage dans les chantiers
souterrains. Le remblayage des chantiers vise liaraton de la stabilité du massif rocheux, le

contrdle de la dilution du minerai et une réductilbnvolume de rejets (roches stériles ou résidus
miniers) entreposée en surface. Comme le premiedbremblai est le maintien d’'un espace de
travail sécuritaire, il faut par conséquent évaligat des contraintes dans le remblai et celles

exercées par le remblai sur les murs du chantiesedtructures de support (telles les barricades).

En général, les remblais miniers sont beaucoup snégides que le massif rocheux encaissant.
Des contraintes de cisaillement se développentirmeaxfaces entre le remblai et le massif sous
I'effet du tassement du matériau de remplissagetr&esfert d’'une partie du poids du remblai
aux murs rocheux, appelé effet d’arche, dépendotebreux facteurs, incluant la géométrie du

chantier et les propriétés du remblai.

Au cours des dernieres années, beaucoup de travaété menés afin d'évaluer les contraintes
dans les chantiers aux murs verticaux. La distidiputles contraintes dans les chantiers verticaux
a été analysée en fonction des parametres deargssau cisaillement du remblai, des pressions
interstitielles de I'eau et des conditions de résspfe. La majorité des chantiers remblayés sont
toutefois inclinés et cela a une influence suat'éies contraintes. Jusqu’a présent, relativement
peu d’analyses tiennent compte de I'effet d’indsoa des murs du chantier; cet aspect influence
grandement I'ampleur des contraintes dans le alramibmme le montrent les résultats présentés

dans cette thése.

L'objectif principal de ce projet de doctorat est développer une approche pour analyser le
comportement géomécanique des remblais en intenaeivec les parois rocheuses dans des
chantiers aux murs inclinés. Les analyses sonteBaséir des modélisations numeériques
effectuées a I'aide des codes de différence fifieAC et FLACP. Les résultats numériques
ainsi obtenus sont utilisés pour évaluer linflerdes parameétres de résistance mécanique
(incluant I'angle de frottement interne) du remigiala géométrie des chantiers (hauteur, largeur
et inclinaison). Ces résultats montrent que l'efféarche dans les chantiers inclinés est
généralement moins développé que dans les chantgtaux. Ces simulations illustrent
également comment ces divers facteurs influencandlistribution des contraintes dans les

chantiers inclinés.
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Les résultats des simulations sont ensuite comparésux obtenus de solutions analytiques
existantes proposées pour des chantiers inclinés. ézarts significatifs sont alors mis en

évidence.

Les résultats numeériques sont utilisés pour déyelople nouvelles solutions analytiques
permettant d’évaluer la distribution des contrantians un chantier incliné. La solution est
d’abord présentée en 2D. Elle prend en compte tatian des contraintes en fonction de la
position, pour toute la largeur et la hauteur deverture et pour différents angles d'inclinaison.
La solution et les résultats représentatifs soiisgmtés en détail, puis validés a l'aide de

simulations numériques.

Les résultats de simulations en 3D indiquent qeétal’ des contraintes dans les chantiers
remblayés inclinés et verticaux dépend aussi de lengueur de l'ouverture. L’état des
contraintes tridimensionnelles dans le remblaolgyldes épontes est affecté par la présence des
quatre murs. Une nouvelle solution 3D est ausgigsée pour évaluer des contraintes verticales
et horizontales dans les chantiers remblayés aggamdirs inclinés. Les résultats numériques du
code FLACP sont utilisés pour valider cette nouvelle solutiralytique et évaluer I'influence

de la largeur, de la longueur et de l'inclinaisanctiantier.

Outre les résultats précités, inclus dans troiglest de revue (soumis), la these comporte
également des résultats de simulations additior{dalss un autre chapitre et en annexes).

L’ensemble de ces résultats et analyses tend ardéenda validité des solutions proposées, qui
devraient se révéler tres utiles pour estimer ¢edraintes dans les chantiers remblayés aux murs

inclinés.
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ABSTRACT

Mining waste materials are commonly used as bddkfiinderground mines. Backfilling is used
to improve ground stability of the surrounding raolass and to reduce solid waste disposal on
the surface (waste rock or tailings). To improvepst stability and the safety of workers, it is

necessary to assess the stress state in stopes angport structures (such as barricades).

In general, the backfill is much less stiff thae gurrounding rock mass. After it is deposited in
an underground stope, settlement of the fill gelesrahear stresses along the rough walls of the
opening. The transfer of part of the weight of Haekfill to the rock mass is associated to the
arching effect. The magnitude of this redistribntaepends on many factors, including the stope

geometry and fill properties.

In recent years, fairly extensive work has beendaoted to evaluate the stress state in vertical
backfilled stopes. The stress distribution in tlegtical stope has been assessed by considering
the shear resistance parameters of the fill, patempressure and filling conditions. In reality
however, most mine stopes have inclined walls. & ,dfew analyses have taken into account
the effect of inclination of the opening walls, haltigh this aspect greatly influences the

magnitude of the stress in the stope, as showhéyeisults presented in this thesis.

The main objective of this project is to developapproach for analyzing the geo-mechanical
behavior of backfill in stopes with inclined wall§.he analyses are based on numerical
simulations performed using the finite differencedes FLAC and FLA®. The numerical
results obtained are used to evaluate the influendsckfill properties (including the internal
friction angle) and stope geometry (height, widtid anclination). These results illustrate the
effect of arching, which is related to the streasgfer between the fill and rock mass. The results
indicate that this effect is typically less welvééoped in inclined stopes and that the stresses ca
differ significantly between the hanging wall arabtwall. The simulations also show how the

various factors influence the stress distributiothie inclined opening.

The simulation results are also compared with mgsanalytical solutions for inclined stopes.

Significant differences are highlighted by this qmarison.

The numerical results are then used to developwva swution that provides the vertical and

horizontal stresses in the entire opening, inclgdifong the hanging wall, footwall and central
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line. The solution is first presented in 2D. Th@dusion takes into account the variation of the
stresses along the opening width and height, fdows inclination angles. The solution and key

results are presented in detail and validated usimgerical simulations.

The 3D simulation results indicate that the stgage in vertical and inclined backfilled stopes
depends on the stope length (third dimension). 3iness magnitude is thus affected by the
presence of the four walls. A new 3D solution isgmsed to evaluate vertical and horizontal
stresses in backfilled stopes with inclined walsimerical results obtained with FLA®are

used to validate this new analytical solution anél@ate the influence of different factors

including the width, length and inclination of tbpening.

In addition to the above results, included in th¥earnal manuscripts (that have been submitted),
the thesis also includes the results of additiogsiahulations in another chapter (and in

appendices).

All of these results and analyses tend to demaesting validity of the proposed solutions, which

should be useful for estimating the stresses ikfbl@d stopes with inclined walls.
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CHAPITRE1 INTRODUCTION

Les remblais sont utilisés dans les opérationsaresisouterraines, au Canada et dans le monde.
L'utilisation accrue du remblai dans les mines m@guune bonne compréhension de ses
propriétés (géotechniques, hyrdogéologiques, géugbies), selon les caractéristigues des
matériaux qui les composent incluant les rejetsaleentrateur et les stériles miniers. Il existe
plusieurs avantages au remblayage, comme I'am@btardu contréle de terrain et la réduction
des volumes de rejets miniers disposés en suréage Aubertin et al., 2002; Reid et al., 2007,
2008; Benzaazoua et al., 2008). Comme le remblagageerrain doit assurer la stabilité des
ouvertures miniéres pour extraire le minerai deoflaplus compléte et sécuritaire, il faut

accorder une attention particuliere a son compuetd géomécanique dans les chantiers.

Le remblayage est une activité qui fait appel &iplurs expertises telles que la mécanique des
roches et des sols, la rhéologie des pulpes (peutransport hydrauligue du remblai) et
I'hydrogéologie (pour I'écoulement de I'eau dansnassif rocheux et dans le remblai).

Le remblai rocheux, le remblai hydraulique (remlgianventionnel) et le remblai en pate sont les
types de remblais les plus utilisés actuellememsda monde minier (Hassani et Archibald,
1998). Un apercu des caractéristiques de ces resrdaen présenté dans cette these, (Chapitre 2,

portant sur la revue de littérature).

Les remblais miniers sont généralement beaucoupnsmoigides que le massif rocheux
encaissant. Apres le dép6t du remblai dans lestieharsouterrains, celui-ci se tasse sous son
propre poids. Les épontes du massif rocheux sutiidsdfet des contraintes de cisaillement
produites aux interfaces du remblai. En raison dfggdacements, I'effet de la friction (et de la
cohésion) produit un transfert d’'une partie du palds terres vers le massif rocheux. Ce type de
transfert de charges vers des appuis rigides sstigsau phénomene d’effet d’arche (Richards,
1966; Handy, 1985; Hunt, 1986; Aubertin et al., Z00i et al., 2003). L’effet d’arche dans un
chantier remblayé dépend d’'un grand nombre dedesténcluant les propriétés des remblais et

la géométrie du chantier (largeur, longueur, irabon, etc.).

Au cours des derniéres anneées, diverses solutizalyt@ues et numériques ont été proposees
(surtout en 2D) afin d’évaluer (estimer) les comties qui se développent dans les chantiers
remblayés verticaux (e.g. Aubertin et al., 20020 et al., 2003, 2005, 2007; Pirapakaran et



Sivakugan, 2007; Li et Aubertin, 2008). L'effet l#mgle d'inclinaison des épontes sur le champ
des contraintes dans le remblai a aussi été étedjéWinch, 1999; Caceres, 2005; Li et al. 2007,
2013; Singh et al., 2011; Ting et al., 2011, 203%dbhi, 2014). Certaines solutions analytiques
ont été développées pour prendre en compte |'déetpressions inertielles, PWP (e.g. Li and
Aubertin, 2009b, 2009c; Fahey et al., 2009). Plasddtails sur ces méthodes sont présentées
dans le Chapitre 2.

De nombreuses études expérimentales (en laboratoiresitl) ont également été réalisés sur les
remblais miniers afin de définir leurs propriétéslien avec le processus de design des systemes

de remblayage.

Les remblais sont souvent sous forme de pulpe équéte) lorsqu'ils sont placés dans le chantier.
lIs comportent donc une certaine quantité d'eas. li2ericades perméables sont construites dans
les galeries d'accés pour retenir les rejets toupermettant I'écoulement d'eau du chantier.
Quelques accidents majeurs ont eu lieu en raisda degture de telles barricades (Pirapakaran,
2008). Pour réduire les risques de rupture deschdes, il est nécessaire de bien évaluer les

contraintes qui se développent dans les chantenblayés et dans les galeries.

Les simulations numériques constituent une appro@seutile pour analyser le comportement
des chantiers remblayés. Elles ont notamment meme aertaine validation des modeles
analytiques. De nombreux logiciels ont été utilipésir analyser I'état des contraintes dans les

chantiers remblayés (voir Chapitre 2).

De telles simulations aident a mieux comprendreolaportement hydromécanique des remblais
miniers. Plusieurs de ces travaux numériquesténmnénés avec le logiciel FLAC (ltasca, 2002),
qui est bien adapté pour évaluer I'état des camwaidans un chantier remblayé (e.g. Li et al.,
2003, 2005, 2007; Li et Aubertin, 2009a, 2009b, #O®009d, 2009e, 2010a). Ces travaux ont
permis d'étudier l'influence de différents pararesfrincluant les propriétés de remblai, la
géomeétrie du chantier et la pression de I'eaudtitiedle. D'autres analyses numériques ont aussi
été menées ici et ailleurs, avec ce méme codeeetdautres logiciels (e.g. Helinski et al., 2007,
2010, 2011, Pirapakaran et Sivakugan, 2007; Pakair, 2008; Fahey et al., 2009; EI Mkadmi
et al.,, 2011, 2014; Liu et al., 2016a, b) pour eeal'influence des propriétés du remblai, les
caractéristiques de l'interface le long du massiheux, le taux de remplissage, et le drainage et

la consolidation.



Ces études, et d’autres, ont surtout été menédieremvec les ouvertures verticales. Mais de
maniére générale, les chantiers miniers sont raremerticaux. Dans un chantier aux murs
inclinés, les contraintes qui se développent saguh éponte ne sont pas symétriques, de sorte
que l'effet d’arche est généralement différent (msocaccentu€) que dans les chantiers verticaux.
Jusqu’a présent, il y a relativement peu de travaurxles solutions analytiques et numériques
pour évaluer I'état des contraintes sur I'épontpésigure et inférieure dans les chantiers aux

murs inclinés, en 2D ou en 3D.

L’objectif principal de cette these est de dévetpme approche qui permet de mieux évaluer et
appréhender le comportement des remblais miniemsteraction avec les parois rocheuses dans
les chantiers souterrains verticaux et inclinés{'@taluer la distribution des contraintes dans ces
ouvertures et a proximité. L’objectif secondaire cette thése est d'étudier l'influence des
propriétés du remplissage, de la géométrie du mrapet des caractéristiques de la masse

rocheuse sur la distribution des contraintes.

Les résultats numériques obtenus (par simulatisos) ensuite utilisés afin de développer de
nouvelles solutions analytiques pour évaluer I'ded contraintes dans les chantiers inclinés en
2D et en 3D. Ces solutions utilisent le coefficielt pression des terres en condition active de
Rankine et aussi de Coulomb. Les solutions preneerdompte la variation des contraintes sur
toute la largeur et la hauteur de l'ouverture, phfiérents angles d'inclinaison. La validation de

ces solutions présentée ici indique que les ingésiminiers peuvent utiliser ces solutions pour

aider a concevoir les chantiers remblayés incletégour déterminer la pression a I'entrée des

galeries et plus loin sur les barricades.

Suite & la revue de littérature présentée au Qkapjtle Chapitre 3 (préparé sous forme d'un
manuscrit soumis a une revue, en anglais) préssmgesérie de simulations numeériques en 2D
afin d’évaluer l'interaction entre le remblai (scsans cohésion) et le massif rocheux dans les
chantiers avec des murs inclinés. Les résultatenoist avec FLAC (version 5, Itasca, 2002)
montrent notamment comment les contraintes darchantier varient avec I'angle d’inclinaison
des murs. Les simulations de plusieurs cas tiencmmipte de la géométrie des ouvertures, des
propriétés des matériaux et les caractéristiquesmaddéle. Les résultats des analyses de
contraintes sont présentés pour plusieurs cass etoiit ensuite comparés a ceux obtenus de

solutions analytiques existantes pour évaluer lestraintes dans un chantier incliné. Ces



résultats démontrent que ces solutions peuventrghveconsidérablement des contraintes
simulées. On montre aussi I'effet de la géométrides propriétés des remblais sur le rapport

entre les contraintes horizontales et verticlés / ).

Le chapitre 4 (2manuscrit soumis & une revue) présente ensuitsalngon pour déterminer la
valeur deK le long de la largeur et de la hauteur des chanitielinés a partir du coefficient de
I'état actif de Rankine. La formulation du coeféntK est introduite dans une nouvelle solution
pour |'état des contraintes, basée sur I'équagadalston (1930) telle que formulée par Aubertin
et al. (2003) et Li et al. (2003). Cette solutioen en compte la variation des contraintes (en
2D) selon la position pour toute la largeur et déauteur de I'ouverture et pour différents angles
d'inclinaison. La solution proposée est validéegarie) a I'aide de simulations numériques

Le Chapitre 5 (3 manuscrit soumis a une revue) présente d’abordémgtats d’une série de
simulations en 3D, considérées comme étant souyvieist représentatives des conditions de
terrain pour des chantiers inclinés. Le code FEAG notamment été utilisé pour évaluer 'effet
de la longueulL (3° dimension) sur les contraintes tridimensionnelless résultats montrent
comment les contraintes sont affectées par la pcéseles quatre parois lorsqueest de
dimension limitée (par rapport a la largeur B). Urmivelle solution 3D, basée sur I'équation
arquée 3D proposée par Li et al. (2005) pour leantbrs verticaux, est ensuite présentée
(développée) pour les contraintes dans un chamti$iné en tenant compte de l'influence des
quatre murs. On présente aussi des comparaisaeslensimulations numériques et les résultats
obtenus de la nouvelle solution analytigue pour deantiers avec diverses longueurs
différentes largeurB et en variant I'angle d’inclinaison des mur€es comparaisons indiquent
gue cette nouvelle solution peut fournir une boregésentation de I'état des contraintes en 3D

dans des ouvertures remblayées.

Tel que mentionné, les Chapitres 3 a 5 sont présestius forme de manuscrits qui ont été
soumis a des revues avec comité de lecture. llrfatdr ici que les trois manuscrits inclus dans
cette thése (aux chapitres 3, 4 et 5) sont bagdsswersions initialement soumises; quelques
corrections mineures (en couleur) ont été ajoui@esfin de répondre a certaines demandes du
comité d'évaluation de la these). Les correctioppoeeées plus tard (demandées par les
examinateurs et éditeurs, et autres), avant laigailan, ne sont pas incluses ici; les papiers

définitifs qui seront publiés peuvent donc diffédes versions présentées dans la thése.



Le Chapitre 6 présente des développements et aésglbmplémentaires, incluant une nouvelle
solution pour évaluer le coefficieKtdans les chantiers inclinés en utilisant le cogffit actif de
Coulomb (plutét que Rankine) pour la pression d#se$ dans des chantiers en deux et trois
dimensions. D’autres simulations ont aussi été ergpur évaluer les contraintes dans des
chantiers inclinés en présence d'eau, avec l'effes pressions interstitielles. Ce chapitre
comporte aussi une synthése des travaux et unesdiea complémentaire des principaux
résultats. Une conclusion et diverses recommamuati suivent au chapitre Zes annexes
contiennent la validation/comparaison des logici®lEAC et SIGMA/W, les résultats

supplémentaires de I'évaluation paramétrique et résailtats obtenu a l'aide du logiciel
GEOSLOPE (SIGMA/W).

L’originalité de ce projet repose sur I'analyse l@olution des contraintes dans un chantier
incliné. A ce jour, peu de travaux ont mis en énimel'effet de la géométrie du chantier sur la
distribution des contraintes dans les chantiersbtaygs. De plus, ce travail a développé une
nouvelle solution analytique pour évaluer des @ntes dans un chantier incliné en 2D et 3D.
Les principales contributions de la thése se sitaemiveau de I'analyse numérique et analytique

pour évaluer la distribution des contraintes danshantier incliné.



CHAPITRE2 COMPORTEMENT DES REMBLAIS MINIERS

Il existe deux principales méthodes d'exploitafonr les opérations minieres. La premiére est la
méthode d'exploitation & ciel ouvert et la secoestdla méthode en souterrain. Les grands vides
créés dans les opérations miniéres souterraingéssament comblés par des rejets générés par le
traitement du minerai. Ces vides souterrains, @&spehantiers, peuvent avoir une hauteur

supérieure a 200 metres (Pirapakaran, 2008).

Il existe plusieurs avantages au remblayage, telleeduction des volumes de rejets miniers
disposés en surface. Le remblayage souterrain tefois pour objectif premier d'assurer la
stabilité des ouvertures minieres pour extrairmieerai de facon plus compléte et sécuritaire. I
faut donc accorder une attention particuliere detwmontrole de terrain (i.e. Thomas et al., 1979;
Singh et Hedley, 1981; Hassani et Archibald, 19R81g et Biswas, 2002; Aubertin et al., 2002;
Reid et al., 2007, 2008; Benzaazoua et al., 20@G8nikley, 2011; Zhang et al., 2012; Liston,
2014).

L’effet d’arche a été introduit en géotechnique plarston (1930) et ses collaborateurs pour le
calcul des pressions (et des forces) sur les ctedd@n tranchées en sol pulvérulent (e.g.,
Spangler et Handy, 1984; McCarthy, 1988; Whidd€@993. Un peu plus tard, Terzaghi (1943) a
modifié la solution afin d’évaluer la distributiates contraintes au-dessus des tunnels creusés
dans des sols cohérents (e.g., Ladanyi et Hoya@69,1Atkinson et al., 1974). Des solutions
basée sur l'effet d’arche (initialement proposée {panssen, 1895), sont aussi utilisées dans
plusieurs autres applications géotechniques, tlaluation des pressions sur les murs de
souténement (e.g., Take et Valsangkar, 2001; Goehta, 2008; Greco, 2012) et pour établir
I'état des contraintes dans les empilements derraakégranulaires (Michalowski et Park, 2005)
et dans les digues a noyau (Kutzner, 1997). Laithée I'effet d’arche est régulierement utilisée
dans lindustrie des poudres pour évaluer les aeortes dans les silos et les containers (e.g.,
Hartlen et al., 1984; Blight, 1986; Ooi et RottE990; Blight, 2006).

Ce chapitre présente une revue relativement complet’état des connaissances, basée sur les
informations tirées de la littérature. On y détitlifférents types de remblais ainsi que leurs
propriétés, de méme que les diverses méthodesldiadvm des contraintes dans les chantiers
remblayés. En outre, il y sera question des méthdtiraluation des réponses des barricades.



2.1 Types de remblais miniers et caractéristiques

Les remblais miniers sont généralement constiteéscdmposantes suivantes: la matiére solide,

I'eau de mélange et, dans certains cas, le liaotvip et al., 2005; EI Mkadmi, 2012).

Le solide est souvent issu des rejets de conceuntranais il peut aussi inclure du sable, gravier
et des stériles miniers. Plusieurs types d'agemtsirdentation peuvent étre combinés et utilisés
dans les remblais cimentés, notamment le cimeritaRdr(différents types), les cendres volantes,
les scories et les fumées de silice. On peut eégadeajouter des agents chimiques (accélérateur,
retardateur, durcisseur, etc.). Les ciments saliség pour augmenter la cohésion depuis les
années, 50 (Belem, 2009).

Les remblais miniers sont habituellement classiéiastrois catégories : (Hassani et Archibald,
1998):

Remblai conventionnel (hydraulique)

Ce type de remblai est essentiellement composéhle st/ou de rejets de concentrateur (avec ou
sans particules fines). La fraction tres fine (<al®5mm) est souvent enlevée pour augmenter la
résistance meécanique et faciliter le drainage (Ran&t Sivakugan, 2005; Rankine et al., 2005).
L'ajout de ciment et d'adjuvant est facultatifoseles propriétés du remblai et les objectifs visés
Il est nécessaire de construire des barricadesvieasales a I'intérieur et/ou au base des chantiers
pour drainer I'excés d'eau et réduire les presgiBrise, 1998; Helinski et al., 2006; Sivakugan et
Rankine, 2006, 2013; Yumlu et Guresci, 2007).

La taille maximale des grains est généralement dmsnde 1 mm. On vise un maximum de
10 % du poids composé de particules d’une tailférieur 10 m (afin d'assurer une assez
grande perméabilité). Normalement, le pourcentagesdlides (densité de pulpe P) varie

généralement entre 65 a 70 % (Belem et Benzaa2608).

Certains auteurs, tel Grice (1998) et Belem et Bamaua (2008), ont proposé des recettes pour
les remblais hydrauliques, notamment pour que taectivité hydraulique soit suffisante afin
d’éliminer I'excés d'eau (via une barricade perf@aha conception les remblais hydrauliques
doit inclure plusieurs paramétres : la densité alepllpe, la granulométrie des grains et la

résistance mécanique désirée pour 'opération manie



Rankine et Sivakugan (2005) et Bussiere (2007yapyorté que la densité relative des gr8ins
se situait entre 2,8 et 4,8 pour les résidus desnm roches dures.

La porositén # % & "( ) dece type du remblai se situe entre 20% et 48%.

Pirapakaran (2008) a fait des essais de cisaillediegcrt sur 12 différents remblais hydrauliques
de trois mines en Australie. Il a procédé a deaigssec differentes contraintes normales afin de
déterminer les angles de frottement en fonctioditférents états, soit treés lache, lache, moyen,

dense et trées dense. L'angle de frottement intenesuré en laboratoire sur les remblais

#r S
33*+ ,$ )./

indiquent le rapport d’indice des vides dans lestséies plus laches et les plus denses,

hydraulique varie entre 2&t 45, pour indice de densité relative (—# -, OU €max €min

respectivement entre 50 % et 80 % (voir aussi Ren&t Sivakugan, 2005).

Les propriétés hydrauliques du remblai dépendeplutdeurs facteurs; elle varie typiquement de
10° & 10°m/s en I'absence de ciment (Rankine et Sivakugd®i7 2Bussiére, 2007).

La résistance en compression uniaxiale est obtamqagtir de I'essai de compression simple (ou
uniaxiale); le symbole utilisé pour ce parametrée Rs - ou UCS (Uniaxial compressive
strength). Selon la teneur en ciment (ou autre)lida résistance en compressi®Cg pour les

remblais hydrauliques peut étre supérieure a 0,”Pa.M

La figure 2.1 montre des résultats d'essais de cesspn uniaxiale sur des remblais
hydrauliques cimentés congus avec six temps dexanggadifférents et trois temps de cure (7, 14,
28 jours; Kermani et al. 2011). Ces résultats nemtque la résistance en compression uniaxiale
de ces remblais augmente avec le temps de cur@(?8), mais que le temps de malaxage
n'affecte pas beaucoup les résultats. La valeld@8varie ici entre 400 kPa et 750 kPa environ

pour des teneurs en ciment de 5d%la masse totale



Figure 2.1 : Résistance en compression uniaxXif@y de remblais hydrauliques cimentés en
fonction du temps de malaxage et pour différentgpgede cure avec 5n% de CHF (mélange de

scories et de ciment Portland) (tiré de Kermamile2011).

Remblai rocheux

Le remblai rocheux incorpore en majeure partieotzhe stérile provenant de I'excavation autour
des zones minéralisées. Il se fait avec ou sanst dget ou matériaux de remplissage (i.e.
mélange humide souvent injecté apres la mise eeplha résistance ainsi que la rigidité d'un tel
matériau sont généralement élevées (plus que pmsurdmblais hydrauliques). Les remblais

rocheux peuvent étre classés en quatre grandepdodat(Hassani et Archibald, 1998) :
A. Des roches stériles sans agent liant (URF, Ueceed Rockfill);

B. Des roches stériles auxquelles on ajoute gémémit 5 a 6 % en masse d’'un agent liant
(CRF, Cemented Rockfill);

C. Des remblais rocheux avec du sable et du cinfierd 10 % de sable cimentéESRF,
Cemented Sand Rockfill); la résistance mécaniqueedgpe de remblai rocheux est plus grande

que celle obtenue avec le CRF;

D. Des roches stériles sur lesquelles on ajoutméiange fluide constitué de sable et de ciment
(CSWF, Cemented Sand Waste Fill); le mélange per@dtavers les stériles et remplit les vides,

ce qui permet d'augmenter la résistance mécanique.
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Les remblais rocheux (et les remblais hydrauliquss) contiennent des minéraux sulfureux
peuvent générer des eaux de drainage minier afidld#é\) a la suite du contact de la roche
stérile réactive avec air (oxygene) et eau. Ceg daudrainage, caractérisées par un faible pH,
des concentrations en métaux lourds et en sukalebles élevées, peuvent affecter sérieusement

I'environnement et contaminer I'eau souterrainebghtin et al., 2002).

Les résultats des essais en laboratoire sur deéesastériles de la mine LaRonde (Abitibi) ont
montré que la valeur de densité relative des gestidr 2.8, ce qui est légerement supérieur a
celle habituellement mesurée pour des sbis (2,6 a 2,7,Gamache, 2004). D'autres résultats
montrent que la valeur dB, pour les roches stériles des mines canadienne&rzonit des
minéraux ferriferes ou sulfureux peuvent atteinflrequ’a 4 et méme plus (Bussiére, 1993;
Aubertin et al., 2002; Belem et al., 2002; Buss#iral., 2011; Peregeodova, 2012).

La résistance en compression uniaxid@S du remblai rocheux cimenté peut atteindre 1,4 MPa
a 7 MPa, selon le type et la teneur en ciment éoHadley, 1995Farsangi, 1996; Annor,
1999; Isagon et al., 2011, ElI Mkdami, 2012). Lags@en de la plupart des remblais rocheux
utilisés varie entre 0,3 et 0,5 (Farsangi, 1996angle de frottement interne (de la roche stérile)
se situe entre 32t 41 (Aubertin et al., 2002; Aubertin, 2013).

La perméabilité d’'un remblai rocheux est influengésr plusieurs parametres, incluant la
granulométrie, la porosité, la forme et la textdes particules, la présence ou non d'agents liants
ainsi que la composition minéralogique. Les essaiperméabilité a charge constante et a charge
variable effectués par Gamache (2004) et Peregeed@012) donnent des valeurs de
conductivité hydraulique saturée (particules plesites que 5 mm) se situant entre 1%X&n/s et
4x10* cm/s, pour des échantillons de roches stériless(senent) ayant une porosité qui se situe

entre 0,25 et 0,4 environ.

Remblai en pate cimenté

Le remblai en pate est issu d'une technologie m@p@ar Robinsky (1975) pour les résidus
densifiés (« thickened tailings »). L'utilisatioa de type de remblai est désormais tres largement
répandue dans les mines modernes partout dansndembe remblai en pate, qui a une texture

assez semblable a une pate dentifrice, contierdrgement entre 70 et 85 % P) de solide
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(proportion massique, selon la granulométrie aidasité des solides). Ce type de remblai est
habituellement constitué de rejets de concentratéeau et d'agents liants (ciment et autres). La
figure 2.2 montre les principales composantes eedlais en pate. Celui-ci permet d'assurer une
bonne stabilité des chantiers et une extractios pbmplete des minerais (Belem et al., 2000;
Belem et al., 2001; Benzaazoua et al., 2000; Patval., 2005; Belem et Benzaazoua, 2008). Ce
type du remblai peut permettre de stocker souse t@gsqu'a 60 % des résidus miniers

(Benzaazoua et al., 2004).

Des barricades sont alors requises au bas desiarisamiles peuvent étre construites en roche
stérile ou a l'aide d’autres matériaux de supgoet Roux et al., 2005; Rankine et Sivakugan,
2007).
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Figure 2.2 : Principales composantes et caratitgres des remblais en pate (tiré de Belem et

Benzaazoua, 2008).

Les réactions d'hydratation du liant hydrauliqueslie remblai en pate entrainent la formation de
minéraux primaires et secondaires (selon la chdagintrants de base) qui modifient la structure
interne de la matrice du remblai. L'évolution de nacrostructure contrble les propriétés

hydrogéotechniques du remblai.
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Les propriétés mécaniques du remblai en pate dépesdrtout des caractéristiques physiques,
chimiques et minéralogiques des résidus minier$eda de gachage et du type de liant utilisé et
de sa proportion (Belem et al., 2001; Thompson.ek@11). La réponse du remblai en pate est
aussi liée a la présence ou non de sulfates danglenggAubertin et al., 2002; Benzaazoua et
al., 2004; Ouellet et al., 2006).

Plusieurs groupes ont étudié expérimentalemerfluéince de différents parametres et des
principaux composants (résidu, ciment, eau, etcredblai et du facteur temps sur sa résistance
meécanique. Belem et al. (2001), Benzaazoua eR@04(), Ouellet et al. (2006), Bussiére et
al. (2007), Da Fonseca et al. (2009) et Fall e(22110) ont notamment montré que la densité du
remblai en pate est normalement plus élevée que delremblai conventionnel. Sa résistance
mécanique est aussi généralement plus grande. Ugmeatation de la proportion du liant
conduit typiqguement a une augmentation de la adsist du remblai. La chimie du liant (et de
'eau) peut toutefois avoir un effet significatifirsla résistance du remblai (e.g. Benzaazoua,
2010).

L'indice des vides des remblais en pate est souvestéleve, avec des valeurs eleui se
rapprochent et dépassent parfois l'unité (Pierca.efl998; Oullet et al., 1998b; Le Roux, 2004;
Godbout, 2005).

Benzaazoua et al. (2004) ont effectué des analgsesont montré le lien entre la surface
spécifigue des particules et la résistance mécanidu remblai en pate cimenté et son

affaissement, en lien avec son pourcentage deeselith quantité de ciment utilisée.

Ouellet et al. (2006) ont aussi étudié I'effet goet de liant et de la chimie de I'eau de mélange
sur I'évolution de la microstructure des remblaigéte cimentés. lls ont montré que la porosité
totale de leur mélange demeurait autour de 44 % pmus les temps de curage. Ouellet et
al. (2006) ont aussi demontré que I'eau sulfatée gantribuer a un raffinement de la porosité et
a l'augmentation de la résistance mécanique deblammen pate. Ceci tend a confirmer les
résultats de Belem et al. (2001) qui auraient défabli que I'addition de liant réduit

significativement le diamétre des pores, ce quisseada conductivité hydraulique a saturation et

augmente la rétention d'eau des remblais en pate.

Les caractéristiques mécaniques du remblai enqgidtenté évoluent avec le temps. La finesse

des particules, leur forme plutét angulaire, laspnee d'eau et la chimie des agents liants lui
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conferent une cohésion qui peut étre assez élgwés an certain temps de cure. Divers essais
mécaniques de laboratoire sont utilisés pour needarrésistance du remblai cimenté en pate et
ils peuvent permettre de simuler I'effet des cantes lorsqu'il est mis en place dans le chantier

minier.

La figure 2.3 montre la configuration de |'essaiadenpression uniaxiale ainsi qu’une courbe
caractéristique obtenue pour le remblai cimentép&e. La premiére partie de la courbe est
caractérisée par une zone quasi linéaire qui pedigtaluer le module de Yound) La

résistance en compression uniaxialdCg§ est ensuite atteinte. On note aussi une partie

« plastique » (avec des déformations plus grandieseersibles).

Figure 2.3 : Courbe contrainte — déformation d'emblai en pate en compression uniaxiale. (tiré
de Belem et al., 2000).

La figure 2.4 montre différentes courbes d'essascdmpression uniaxiale mesurés sur des
remblais en pate cimentés faits avec deux typeégsidus, trois types d'agents liants (figure 2.4b)
et trois proportions de liant (figure 2.4a). On etve que pour un type d'agent liant donné
(figure 2.4a), les valeurs d&JCSet du module de Younlg sont affectés par la quantité de liant
dans le remblai. On observe également que pouruaatité donnée d'un agent liant dans le
remblai en pate, le module élastigdesemble pratiquement constant, quel que soit le tig
liant utilisé; la valeur dWCSvarie toutefois selon le type d'agent liant (feg@r4b).
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Figure 2.4 : Courbes de compression uniaxialeedtlais en pate cimentés pour a) différentes
teneurs en agents liant (%) et b) différents tygmBants (SP=scorie et ciment portland,
FP=cendres volantes et ciment portland et PC=cipemniand) (tiré de Belem et al., 2000).

Benzaazoua et al. (2004) et Ouellet et al. (200&%) r@éalisé des études sur l'effet de la
composition chimique des résidus et de l'eau, eantité de sulfure, sur la résistance du
remblai. Cette étude a montré que l'eau sulfatag pé&ecter négativement la résistance du
remblai. Des attaques sulfatiques peuvent diminaesidérablement le pH de la pate de ciment,

et entrainer une chute de résistance du remblai.

L'effet de la distribution granulométrique des manies du remblai sur le procédé d'hydratation
des liants et le développement de la résistanamepression du remblai a également été étudié
par plusieurs auteurs. Les plupart de ces études T&domas et Vance, 1969; Ouellet et
al., 1998a; Benzaazoua et al., 2004; Helinski et2807; Pirapakaran, 2008) ont montré qu'un
remblai composé de particules plus grossiéres anaitrésistance a la compression supérieure a

un remblai constitué de fines plus particules.

La cohésion ) et I'angle de frottement interne)(sont les deux composantes directement

responsables de la résistance du remblai. La cohésprésente les liens entre les grains du
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remblai provenant la cimentation. Le ciment Podlgou des liants semblables) augmente
considérablement la cohésion du remblai. Dans onbla@ non cimenté, une cohésion apparente
(c) peut résulter de I'effet de la tension de surftares le matériau non saturé (e.g. Narvaez et al.,
2015). Cette cohésion peut disparaitre lorsquedinau est completement sec ou completement

saturé.

Veenstra (2013) a effectué des essais en labargioinr connaitre les propriétés de résistance et
de consolidation de sept remblais en pate pows thfiierentes mines. Ces résultats montrent que
la cohésion de remblai augmente avec le tempsohésion maximale pour une faible teneur en
liant (de 2 % a 4.5 %) serait d'environ 300 kPasatpu'elle atteint 600 kPa pour un plus haute
teneur en liant, allant de 6.5 % a 8.5 % (Veen&a3).

L'angle de frottement interne dépend de la forme giains, de la taille des particules et de la
densité du remblai. Les investigations en laboratei in situ montrent que les valeurs de I'angle
de frottement interne des remblais cimentés en sg@sdtuent entre 3%t 45 (e.g. Belem et al.,
2002;Potvin et al., 2005¢/eenstra, 2013).

Les propriétés hydrauliques influencent le draindgeemblai et aussi la réponse la contrainte-
déeformation, et la quantité de liant requise. Degstigations en laboratoire ont montré que la
conductivité hydrauligue décroit avec une augmamtade la quantité de liant et du temps de
cure (Belem et al., 2002; Godbout et al., 2004,72Q8elinski, 2007, 2011; Fall et al., 2009;
Yilmaz, 2010). Godbout et al. (2007) montrent gaecbnductivité hydraulique du remblai en
pate avec du ciment & base de ciment Portland statées diminue aprés de 28 jours de 1%10

cm/s a 1x16 cm/s.

2.2 Comportement mécanique des remblais miniers dans deexcavations

souterraines

Les remblais miniers sont moins rigides que le mhaesheux encaissant. Apres le dépot du
remblai dans les chantiers des mines souterragehsi-ci se tasse sous son propre poids. Les
épontes du massif rocheux subissent alors I'estabntraintes de cisaillement produit par le

remblai le long des murs.

En raison des déplacements, avec l'effet de léidricet de la cohésion, il y a un transfert d’'une
partie du poids du remblai aux épontes (e.g. Aubeat al., 2003; Li et al. 2003, 2005; Li et
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Aubertin, 2008; Pirapakaran, 2008). Ce type desteah de charges est associé au phénoméne
d’effet d’arche (figure 2.5).

Dans un chantier remblayé, les contraintes vedscalont généralement moindres le long des
murs que sur la ligne centrale. Les contraintesiozdes (et horizontales) sont souvent plus

faibles que les pressions dues au poids des teudeut en profondeur dans le chantier.

Massif rocheux

Figure 2.5 : Schéma de l'effet d'arche dans untitraremblayé (adapté de Pirapakaran, 2008).

De maniére générale, il y a trois fagons principaiéévaluer I'état des contraintes dans les
chantiers remblayés :

I. Les mesurem situ(ou sur modeles physiques);
ii. Les modeles numériques.
iii. Les solutions analytiques;

Ces trois approches sont décrites dans ce qui suit

2.2.1 Essals et mesurem Situ

Parallelement aux solutions analytiques et numégglapproche expérimentale peut étre utilisée
pour évaluer le comportement des matériaux dansHastiers, incluant la pression sur les

barricades et les contraintes dans le remblal’ettérface remblai-roche.

Il est toutefois tres difficile de mobiliser etristaller des instruments situ pour mesurer des

contraintes et les autres caractéristiques darshkstiers. Il existe d’ailleurs peu de données (ou
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de documents) concernant la mesiarsitu des contraintes, des déplacements et des prapriété

mécaniques du remblai.

Harvey (2004 ; voir aussi Belem et al., 2004) a sumé I'évolution des contraintes dans un
remblai cimenté pendant et apres le remplissagehdatier. Des instruments ont été installés au
bas du chantier entre la barricade et le remblgaa, a l'interface entre le remblai et une des
épontes du remblai et au niveau de la barricadex Bkantiers de la mine Doyon (Cambior Inc.,
Canada) de tailles difféerentes ont été instrumemdéschantier étroitl{ = 23 m,B= 3,5 m,H =

22 m) et un plus grand chantiér£ 21 m,B = 10,5 m,H = 29 m) ont été instrumentés avec des
capteurs de pression totale (cellules TPC) plachifé&ents endroits prédéfinis (3 cellules au bas
du chantier ou bouchon, 3 cellules a l'interfac@idimn-résiduel, 1 cellule au mur de I'éponte
inférieure = interface remblai, 1 cellule au nivedrila barricade), pour un total de 8 cellules de
pression TPC par chantier (figure 2.6a). Les valale pression mesurées pendant et apres le
remplissage ont montré que la pression a proges&nt augmenté au cours du remplissage et
gu’'apres 10 jours, il y avait une diminution deplassion. Ces résultats ont semblé confirmer

I'existence d'un effet d'arche qui se développe tiaohantier pendant et apres le remplissage.

La pression horizontale mesurée sur la barricaiheligué que la pression a augmenté et atteint

son maximum lorsque la hauteur de remplissage'@sticon 22 m (figure 2.6b).

a) b)

Figure 2.6 : a) Schématisation de I'instrumentatidoptée sur les chantiers de la mine Doyon; b)
variation de la pression horizontale sur la badécan fonction de la hauteur de remplissage (tiré
de Harvey, 2004; voir aussi Belem et al., 2004 ).
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Le Roux et al. (2005) ont fait les mesuiassitu & la mine Golden GianE(ats-Unis). llsont
estimé les propriétéa situ des remblais et obtenu les données nécessaire$quiimisation de

la conception. Les résultats d'essais au pressienogit éte exprimés a l'aide du module de
cisaillement, de la résistance au cisaillementeeladcontrainten situ. Ces résultats d'essais au
pressiometre montrent le module de cisaillen@mrintre240 MPa et 510 MPa pour un remblai
en pate cimenté a 6 % de liant aprés un temps o del cing moisLes valeurs obtenues
correspondent au module de Youhgt sont comprises entre 576 et 1224 MPa avec efficdent de

Poisson de 0,2.

Le Roux et al. (2005) ont effectué des mesureslam®s en laboratoire sur le méme remblai et
comparé ces données aux mesures de terrain. Laacaisyn des résultats indique que la
résistance et la rigidité du matériau sur le tarsont plus élevées que pour les échantillons
préparés en laboratoire : la résistance au cis@ite non drainé était de 50 % a 80 % plus élevée

et le module de cisaillement était de 100 % a 156l grand sur le terrain.

Thompson et al. (2010) ont réalisé des mesura#tu a la mine Kidd en Ontario. La géométrie
du principal chantier edt = 28 m,B =19 m,H = 32 m. Le volume total du remblai en pate livré
au chantier a été de 1556(.rhe chantier a été rempli sur une hauteur de &@c an remblai
contenant 4 % de liant et le reste (26 m) avec @énliant. lls ont utilisé une sonde de
conductivité électrique pour mesurer I'hydratatittnciment, des cellules de mesure de pression
totale et un capteur pour mesurer les pressiomssiitielles (positives et négatives). Lors du
remplissage, la pression verticale a augmenté aythnme assez constant (sauf a l'arrét du
remblayage) jusqu'a ce que le chantier soit rerhpk. résultats montrent que le liant affecte le
développement des contraintes effectives. Leste#sudles mesures ont montré que les pressions
interstitielles prés de la barricade sont réduitas rapport aux pressions interstitielles dans le

chantier principal a la méme hauteur.

Grabinsky (2010) a étudié I'évolution des contesntdes pressions sur la barricade et des
températures du remblai en pate dans 5 chantiars alifférentes opérations miniéres. Les
résultats montrent qu’aprés environ une journée, peessions interstitielles devenaient

inférieures aux contraintes totales (indiquant éxalioppement de contraintes effectives; les

contraintes horizontales étaient inférieures auxtramntes verticales (i.el 2,3 ) Les
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contraintes verticales totales étaient quant & gltesque égales au poids des terres au cours des
premiéeres heures, jusqu’a ce que l'effet du dragregfasse sentir.

Thompson et al. (2009, 2011, 2012) ont utilisé &léhts instruments installés a l'intérieur de
deux chantiers et a proximité de ceux-ci a la nimaet Cayeli (en Turquie). lls ont aussi
travaillé dans un chantier de la mine Williams, @anada (Ontario) afin de mesurer les
contraintes totales et la pression interstitielles mesures montrent les contraintes totales, les
pressions interstitielles de I'eau et la tempéeathiangent au cours de I'hydratation du remblai en

pate dans les deux chantiers (figure 2.7).

La figure 2.7 montre certains des résultats obtgrarsThompson et al. (2012) pour la mine

Cayeli. Les instruments sont utilisés dans deuxntdis selon un axe vertical et un axe

horizontal comme le montre la figure 2.7a. Le cleri85 présente une largeur de 25 m et une
hauteur de 16 m (figure 2.7a et b); le chantier @1me largeur de 10 m et une hauteur de 15 m
(figure 2.7c). La figure 2.7b montre I'évolution ddeontraintes totales de la pression de l'eau
interstitielle et de la température enregistréedaaidu chantier 685 (cage 3) de la mine Cayeli
pendant le remplissage, Cette figure montre queptessions au bas du chantier augmentent

progressivement au cours du remplissage. Pendaptdenieres heures, la contrainte verticale est
égale a la contrainte horizontale et elles sontle6ga la pression deau (i.e. 2

45678 ' ), ce qui signifie que le remblai se comporte comumédluide visqueux. Il
a aussi été demontré que la pression d’eau daeslglai commence a diminuer environ 3 jours

apres l'arrét du remplissage.

Le drainage de I'eau du remblai et la réaction diayation réduisent les pressions interstitielles.
Par conséquent, les contraintes effectives augmieteir aussi Witteman et Simms, 2010;
Grabinsky, 2010; Thompson et al., 2011).

Ces résultats montrent aussi que la températues giressions interstitielles mesurées au point
C3 (Cage 3) augmentent significativement au déhutremplissage. La température reste
constante jusqu’a la fin du remplissage (figureb®.7

La figure 2.7c illustre I'effet de la vitesse denpdissage sur la pression du chantier; ceci indique

gue la pression augmente avec la vitesse de resagés
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La figure 2.7d montre que des pressions totalegéfeont été mesurées au bas du chantier, a la

verticale. Les résultats ont également montré qupréssion dans la galerie diminue avec la

distance.
a) b)
C) d)

Figure 2.7: Mesures in situ a la mine Cayeli (3 atda mine Kidd (d), a) plan de localisation des
instruments utilisés, b) exemple d'évolution lessgions totales mesurés au point C3, ¢)
pressions pour deux différent vitesses de rempjessd) pressions total aux points C1-4. (tiré de
Thompson et al., 2009, 2011, 2012)

De nombreux essais (en laboratoireiretsitu) ont été réalisés pour évaluer les propriétés
géotechniques in situ dans les chantiers remblassrésultats obtenus in situ peuvent étre mis

a profit pour valider les résultats numériques relgiques. Toutefois, il y a un nombre tres
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limité de modéles physiques (de taille réduire)det mesuresn situ sur l'effet d’arche,
notamment parce que les mesures en place sontie@apcheres, et trés longues a effectuer

(processus d’installation des instruments) par oetpgux solutions analytiques et numeériques.

2.2.2 Simulations numeriques

Depuis plus d’'une vingtaine d’années, 'augmeniatle la puissance de calcul des ordinateurs et
la diminution des colts d’acces et de mise en ogpemmettent I'analyse et la conception des

remblais lorsque des problémes de stabilité congglee manifestent (Belem, 2009).

De nos jours, la modélisation constitue une étagmessaire dans la plupart des projets de génie
civil ou génie minier (e.g. Saeidi et al., 2005120Li et al., 2003). Elle intervient notamment au
stade de I'étude de faisabilité d'un projet et permbe prévoir le comportement des terrains et des
remblais miniers. La modélisation est égalemettis@g pour juger de la stabilité des ouvertures.
De plus, elle est utile pour développer des étutlesdre général permettant de proposer de

nouvelles méthodes d'analyse et des solutionstanedg (Mestat, 2007).

Différents programmes existent: pour analyser lemartement géomécanique en 2D, comme les
codes FLAC (différences finies, mis au point pasdaiété ITASCA), SIGMA/W (éléments finis,
mis au point par la société GEOSLOPE) et PLAXI®rté&nts finis, mis au point par la société
PLAXIS). D’autres programmes, en 3D, sont plus clexes & utiliser, (comme FLAE et
ABAQUS), mais ils sont de plus en plus appliqguéasdéindustrie miniere (Thompson et al.,
2012). Les résultats de ces modeles numeériquesidat€tre validés par comparaison avec des

solutions analytiques éprouvées et/ou avec desresBaisitu ou en laboratoire.

Aubertin et al. (2003) ont utilisé le modéle nurgée par éléments finis PHASERocScience)
afin de comparer les résultats analytiques et nigmeés dans les chantiers étroits remblayés
(verticaux et inclinés). lls ont montré qu'il poitvg avoir un effet d'arche dans un chantier
remblayé en raison des contraintes au cisaillemé@ntloppées le long des murs. La convergence
des épontes sur le remblai peut toutefois modifesidérablement I'état des contraintes dans le

chantier.

Li et al. (2003, 2007) et Li et Aubertin (2009a,2810a) ont étudié, a l'aide du logiciel FLAC,
I'état des contraintes dans des chantiers étr@tcaux et inclinés remblayés. La figure 2.8a
montre un exemple d’iso-contours des contraintesicades dans un chantier vertical. Les
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résultats montrent, a la figure 2.8b, que l'effédrche se serait développé dans le chantier
remblayé. Le contraste de rigidité entre le rembtdie roc produit cet effet d'arche au sein du
chantier ou les contraintes verticales sont plagégs au centre par rapport a celles proches du

massif rocheux adjacent (figure 2.8b).

a) b)

Figure 2.8: a) Iso-contours des contraintes vae#cdans un chantier minier remblayé. b)
Distribution des contraintes verticales obtenuec @&l AC (ltasca, 2002) selon la largeur du
chantier a différents endroits; les calculs ontéédés aveE = 100 MPac’' =0, = 18 kN/n?,
u=0,2, '= 30, pour le remblgiE = 30GPaw = 0,3et = 27 kN/nT pour la masse rocheuse;
largeurB =6 m et hauteuH = 45 m. (tiré de Li et al., 2003)

Dans les analyses menées par Li et al. (2003)RlvAE, le massif rocheux est considéré comme
homogene, isotrope et élastique linéaire. De sdd, dé remblai, a un comportement élasto-
plastique, selon le critere de Coulomb. La séqueigceninage et de remplissage est modélisée
avec FLAC de la facon suivante : premiérement, Hanter est excavé et FLAC est engagé

jusqu'a ce que l'excavation atteigne I'équilibeeyémblai est ensuite placé avec le champ de

déplacement initial fixé a zéro.

Li et al. (2007) et Li et Aubertin (2009a) ont aysd I'état des contraintes en 2D dans les

chantiers inclinés remblayés a l'aide du logici€lA€E. Le massif rocheux est considéré
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homogeéne, isotrope et élastique linéaire, tandis lguremblai a un comportement élasto-
plastique et il obéit au critere de Coulomb. Le eléppement des contraintes verticales et
horizontales a été étudié au centre et aux épmupsrieure et inférieure dans le chantier
remblayé, lorsque l'angle d'inclinaison se situgee0 et 90 par rapport & l'axe horizontal
(figure 2.9). Les résultats des simulations numesg montrent que les contraintes de
cisaillement se développant sur chaque éponte mtepas symétriques; les contraintes verticales
a I'éponte supérieure sont usuellement plus faigles celles de I'éponte inférieure. Aussi, les
contraintes horizontales ne sont pas tellementhies par la variation de I'angle d’inclinaison
(figure 2.9).

Li et al. (2007) ont étudié l'influence des pro@& du remblai (le module de Young, le
coefficient de Poisson, la cohésion et I'anglerdddment interne, et I'angle de dilatation) sur le
développement des contraintes dans les chantiglinéa remblayeés. Li et Aubertin (2009a) ont
également évalué l'influence de la géométrie dntidra les propriétés du remblai et la séquence
de remplissage (nombre de couches) sur la diswibdes contraintes dans le remblai.

Ces simulations numériques ont montré que la Higion des contraintes est peu influencée par
les valeurs du module de Young tant que la valelE teste a l'intérieur des valeurs habituelles
9 "5 ). Cependant, la cohésion, I'angle de frottemeiliaegle de dilatation (ou dilatance)
ont un effet marqué sur I'évolution des contrainBs exemple, plus I'angle de frottement interne
augmente, plus les contraintes horizontalest verticales , diminuent (figure 2.10). Lorsque
I'angle de frottement interne devient supérieurdd & contrainte verticale, devient toutefois

moins dépendante d& . Les résultats des simulatioingussi montré que valeur de la cohésion

qui affecte la répartition des contraintes danshemntier remblayé se limite a une plage entre 10
a 50 kPa.
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c) d)
Figure 2.9: Distribution des contraintes pour lg&tentes inclinaisons des chantiers
( ) obtenues avec FLAC-2D (Itasca, 2002): a) seldartzeur du chantier au centre; b) au centre
du chantier; c) sur I'éponte supérieure; d) syrdigte inférieure. Les calculs ont été menés avec
E =100 MPac' =0, =18 kN/nT, v=0,2, ' = 30, pour le remblaiE = 30GPaw = 0,3 et
= 27 kN/nT pour la masse rocheuse; largBur 6 m et hauteuH = 45 m. (tiré de Li et Aubertin,
2009a).
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Figure 2.10: Distribution des contraintes pourdéi&rentes I'angle de frottement interne dans un
chantier incliné avec = 75 a)au centre du chantier; b) sur I'éponte supégiez)rsur I'éponte
inférieure (tiré de Li et Aubertin, 2009a).

Les résultats obtenus par Li and Aubertin (2009&cd&LAC montrent que les contraintes avec
remplissage en une couche ont tendance a étrdimées par rapport aux simulations réalisées
avec un remplissage multi-couche (tel gu'illustréadigure 2.11). Cette figure montre que les
résultats restent pratiqguement constants lorsquenlayage du chantier vertical se fait en
4 couches ou plus. La méme tendance a été obsgavd@rapakaran et Sivakugan (2007) pour

des simulations avec remplissage multicouche.
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Figure 2.11: Distribution des contraintes au cedtrehantier vertical, (x= n, y= V), avec
une seule étape de remblayage et plusieurs étapesnthlayage (tiré de Li et Aubertin, 2009a).

Pirapakaran (2008) a aussi étudié des distributitass contraintes dans un chantier vertical en
conditions 2D et 3D (circulaire et carré) a I'aide logiciel FLAC. Il a simulé deux chantiers

circulaires et deux chantiers carrés avec une lar@kametre) de 100 mm et une hauteur de 600
mm et 900 mm (simulations basées sur des essain@lgles physiques de laboratoire). Ces
résultats montrent que les contraintes verticalgs din modele circulaire sont plus faibles que
dans un modéle carré (ce qui est conforme a ldisnlanalytique de Li et al. 2004, 2005 — voir

plus loin). Les résultats ont aussi montré queddtefie la rugosité des parois sur la distribution

des contraintes verticales dans les deux chamiientdaires et carrés est similaire.

Veenstra (2013) a également utilisé FLAC pour éalles contraintes dans les remblais. Il a
étudié I'effet de la géométrie du chantier et lesppétés des remblais sur la distribution des
contraintes. Ces résultats montrent que les coméiiendent a baisser en profondeur lorsque la
cohésion ou l'angle de frottement interne augmen®uassi, I'effet d’arche est moins marqué
lorsque la largeur augmente. Ces résultats sorfbcoas aux tendances observées par Li et al.

(2007, 2009a) dans les chantiers verticaux einésl

Falaknaz et al. (2013, 2014, 2015a, b) ont prédestéésultats de modélisations réalisées avec
FLAC et FLAC® pour analyser des contraintes dans deux chaetieiblayés adjacents, excavés
en remblayés en séquence (situés au méme nivean$. s travaux (voir Falaknaz 2014), la

majorité des simulations menées avec le modeéle odepartement élasto-plastique (avec le
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critere de Coulomb) ont pris en compte (pour larpége fois) une relation entre le coefficient de
Poissoru et I'angle de friction interne du rembl&i(reliés via la valeur dK,); cette hypothese
est aussi adoptée plus loin dans la présente tB&serésultats ont montré que les déplacements
sont plus prononcés en présence d'un chantier yomn conséquence, la distribution des

contraintes peut étre tres différente de celleral@epour le cas d'un chantier isolé (figure 2.12).

a) b)
Figure 2.12 : Iso-contours des contraintes horalest(a) et verticales (b) dans deux chantiers

remblayés adjacents a la fin du remblayage du éeuxichantiere =300 MPac =0,v=0,3 et
= 35 pour le remblai et avec le modéle élasto-plastigue la masse rochey® =6 m, H =

45 m et la distance entre deux chantier de 8 & dier Falaknaz et al., 2015a)

El Mkadmi et al. (2011, 2014; voir aussi EI Mkad2012) ont montré les résultats de
simulations numériques menées avec le code déldniems SIGMA/W (GEOSLOPE, 2008)
pour étudier l'effet du drainage, de la consoliolatiet du remblayage séquentiel sur les
contraintes totales et effectives dans un chawmgeical (et sur une barricade). Les résultats des
modélisations ont montré que les contraintes @& effectives augmentent progressivement
avec le drainage dans un chantier remblayé. Ladi@ul3a montre par exemple que, lors des
premieres secondes du processus, les contrairtsstoerticales au centre du chantier sont
proches de la contrainte totale due au poids dilenApres un certain temps de drainage, les

contraintes totales verticales et la pression diminuent progressivement (figures 2.13a et b).
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La figure 2.13c montre que les contraintes effesisont initialement tres pres de zéro lorsque la
pression interstitielle égale la contrainte totafe.mesure que le drainage progresse, les
contraintes verticales effectives augmentent msgjvement et I'effet d’arche se développe. La
figure 2.13 (b et c) montre également que la suc@ugmente progressivement en haut du
chantier i = 0 m) par conséquent la contrainte verticale ctffe y demeure positive. Les

résultats de ces simulations numériques (et d'sutoerrespondent bien aux observations

rapportées par Grabinski (2010), Thompson et 8lL1P et Witteman et Simms (2011).

b)

c)

Figure 2.13 : Valeurs des : a) contraintes totedégicales b) pressions interstitielles et c)
contraintes verticales effectives au centre duntibapour un remplissage avec une seule
couche. (tiré d’El Mkadmi, 2012).
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Sobhi et al. (2014, 2016) ont aussi utilisé leslltats des modélisations numériques menées avec
SIGMA/W (GEOSLOPE, 2008) pour étudier les contrénet les valeurs de coefficient de

. <_ . . .
pression des terrds - (le rapport entre les contraintes horizontalegeeticales) au centre de

chantiers verticaux et inclinés. lls ont évaludféedes propriétés du remblai (non cimenté), de la
roche et de la géométrie du chantier sur la vanatiu coefficienK. Ces résultats montrent que
I'angle d’inclinaison des paroig et I'angle de frottement interne du rembfaont les principaux
parametres qui influencent le coefficient de p@sgies terres. Ce coefficient de pression des
terresK serait proche du coefficient actif de Rankig au centre du chantier vertical (du moins
lorsque le coefficient de Poissanest considéré comme indépendant de I'arfyjl€Ces résultats
sont conformes a la valeHKrutilisée par les solutions analytiques de Li e{2003, 2005). Des
conditions analogues sont analysées dans ce pebjéts résultats sont présentés dans les

prochains chapitres de la these.

2.2.3 Solutions analytiques

L’approche analytique est une méthode pratiqueegt tonnue pour estimer les contraintes dans
les chantiers remblayés. Des solutions analytigp@svent notamment étre utilisées pour
I'évaluation préliminaire des conditions chargem&tnpour aider a la validation de simulations

numéeriques.

La majorité des solutions analytique existantesetdidéveloppées pour des ouvertures verticales
(e.g. Aubertin et al., 2003; Li et al., 2005; LiAtbertin, 2008, 2009b; Pirapakaran, 2008); dans
ce cas, les contraintes sont symétriqgues autoliaxke vertical central, i.e. les mémes sur les 2
épontes en 2D (si leurs caractéristiques sontimiezg). En réalité, la plupart des chantiers ont
des parois inclinées. Les études numeériques éciiltss haut) ont cependant montré que, dans le
cas ou les parois sont inclinées, les contraintesl’éponte supérieure et I'éponte inférieure

peuvent étre tres différentes (Li et al., 2007etLAubertin, 2009a; voir prochains chapitres).

2.2.3.1Hypothéses de base

Dans un chantier, ou le matériau granulaire neépéade pas, la seule force qui agit sur les grains
est due a la gravité. La contrainte totale vertiGl fond du chantier est alors due au poids du

remblai :
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, ?h (2.1)

~

, est la contrainte totale verticale (kP2)e poids volumique du remblai (kNfnh la hauteur
du remblai (m). Il y a donc une relation linéaingtre la contrainte verticale et la profondeur

(épaisseur) du remblai.

Ce n’est cependant pas le cas en général puisqamldai se tasse lors de la mise en place dans
le chantier. Un effet d'arche peut alors se déyspgisi 'ouverture n'est pas trop large). La
contrainte verticale () serait alors inférieure a la pression résultant mbids des terres
(équation 2.1). Ceci est attribuable au transfertaontraintes sur les murs (effet d'arche) qui se
développe, et qui influence es contraintes horedent ) et verticales () dans le remblai.
L'ampleur de cet effet d'arche dépend des dimesslarchantier, des propriétés du remblai ainsi
gue de la nature de la surface de la paroi rochenssontact avec le remblai (surface plus ou

mMoins rugueuse, ou lisse).

De facon plus spécifique, les parametres importguisinfluencent les contraintes dans un
chantier remblayé ainsi que les interactions adrilmace remblai-roche sont la dimension des
chantiers, la convergence des murs (sur le remdilas) que le frottement/cisaillement mobilisé a
I'interface remblai-roche (et les propriétés du Ipéar). Trois scénarios sont présentés a la figure
2.14 pour décrire la résistance au cisaillemeitng de l'interface mur-remblai. La figure 2.14a
montre un mur lisse qui ne supporte pas (théorigmende contrainte de cisaillement; I'angle de
frottement le long du mur serait alors égal a Da figure 2.14b montre un mur légérement
rugueux le long duquel la contrainte de cisailletmgeut se développer, ce qui peut causer un

effet d'arche; la valeur de est ici comprise entre’ @t / (en fonction de la rugosité de la

surface). La figure 2.14c montre un mur tres ondwig aspérités grossieres, comme on le voit

dans les chantiers ou la surface du mur est coéstiguite au dynamitage; dans ce €as, .
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Figure 2.14 : Conditions des murs contrblant l&wvabe I'angle de frottement de l'interface
roche-remblai (tiré de Singh et al., 2010).

Dans les solutions analytiques présentées dansi caiit} I'hypothése de base est que

2.2.3.2Solutions 2D pour chantiers verticaux

Diverses solutions ont été proposeées pour évabserdntraintes dans les chantiers verticaux. Ces
solutions ménent usuellement a des contraintescala$ inférieures a celles dues au poids du

remblai (obtenue par I'équation 2.1).

Les solutions présentées ici sont basées sur tai¢hde I'effet d’arche de Janssen (1895). Elles
supposent que le comportement du massif rocheuxrestrigide par rapport au matériau

remplissant l'excavation.

L'effet d'arche dépend alors du poids volumiqueeduablai, de la largeur et de la profondeur du
chantier, de l'angle de frottement interne (et decshésion, si cimenté), et du coefficient de
pression des terresl ( 2 ,) qui, a son tour, dépend des proprietés du remitiadu

déplacement aux épontes.
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- Solution de Marston

La solution de Marston (1930) applique le conoggméral de l'effet d'arche pour le cas des
conduites en tranchées (figure 2.15). Cette salupoend en compte la friction le long des parois
verticales qui reprennent une partie du poids daed. La valeur de la contrainte verticale est

donc plus faible que celle calculée en considdeapoids des terres.

Figure 2.15 : L'élément différentiel utilisé daassblution de Marston et Anderson (1913; tiré de
McCarthy 1988).

Les équations suivantes sont basées sur la solsitioplifice de Marston (qui donne plut6t la
force verticale agissant sur la conduite), pouirestles contraintes verticale et horizontale dans

le chantier remblayé:

@n —E TFG# -] (2.2)

11 (2.3)

K L5 (2.4)
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ou d est I'angle de frottement remblai-mur (°) (enrtreMd M ); ? le poids volumique du

remblai (kN/nf), B la largeur de l'ouverture (mH la hauteur du remblai (m) & est le

coefficient de poussée des terres (le coefficiantandition active de Rankin&{g) est suggére,
ie. 1 L5 #45 E-). La solution de Marston n'a pas été développéar pes chantiers

miniers, mais elle a servi de base pour plusieassdg&veloppements liés a ce type d’application

(voir plus loin)

- Solution de Terzaghi

Terzaghi (1943) a ajouté l'effet de la cohésionsdin solution de Marston. Ces équations
permettent d'estimer des contraintes verticaleRogtzontales dans un tunnel («trap door »)

excaveé dans un sol, a partir des équations suwwante

E TFG# XS JSTIFGH1LS (2.5)

'O HpoRrN C

1 (2.6)

ou / est I'angle de frottement interne kst lacohésion du remblai (kPa) ktle coefficient de

poussée des terrapest la surcharge de surface (kPa).
Terzaghi (1943) suppose que la valkwst une constante empirique dans le sol.
- Solution de Marston adaptée aux chantiers remblaye

Aubertin (1999) et Aubertin et al. (2003) ont adapkplicitement la solution de Marston pour
I'adapter au cas des chantiers remblayés verti@salite aux travaux de Van Horn, 1964; Askew
et al., 1978; Knutson, 1981). La figure 2.16 momdéecomposantes des contraintes (forces) pour
un chantier vertical. Sur cette figutd, est la hauteur de remblai (nB,la largeur du chantier
(m), et dh I'épaisseur de I'élément horizontal (tranch®)teprésente le poids du remblai dans la
couche d'épaisseurhdqui est égal &J ?VW , ou ? est le poids volumique du remblai
(kN/m®). A la positionh, I'élément couche est soumis & une force de casiprelatérale C, une

force de cisaillemert et aux forces verticaldset V + dv.
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Chantier remblayé

........... . vV
Vb
d@ w <+C
“--“-f--“-l S
V+adv
B

Figure 2.16 : Schéma d’un chantier vertical é@oic les forces agissant sur une couche

horizontales (tranche) (adaptée de Aubertin eR80D3).

Les formules suivantes sont obtenues en considééauilibre d’'une série de tranches (en 2D)

superposées, identiques a I'élémemtAlubertin et al., 2003) :

s, = gB _exp - 2K,H tanf 2.7)
2K, tanf B
s,=Ks, (2.8)

L'équation 2.7 est une version modifié de I'équef® aved =7 .

Ces équations sont applicables dans le cas d'urtieheemblayé vertical en déformation plane.
La largeur de I'excavation doit étre tres inférgearsa longueur et le remblai est complétement
drainé et pulvérulent (la cohésion est nulle).

- Effet de la cohésion

Les développements analytiques subséquents onisirlel cas de remblais cohérents (ou

cohésifs); dans le cas d'un chantier étroit end2Dpeut écrire (Li et al., 2004, 2005):
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s = gB- 2c(H+ tangtary)
! 2K, tanf

1- exp

- 2K H tan
— 8 (2.9)

s,=Ks, (2.10)

ou / est I'angle de frottement interne (°) qui colgraussi I'angles a l'interface; est unangle

qui est fonction de I'état du remplissag&egst le coefficient de poussée des terres (i=ctivea
p : passive, 0: au repos). Sur la base des mounsnae la paroi et les caractéristiques du

matériau, la valeur d€ peut étre exprimée par (Aubertin et al., 2003tlLal., 2003, 2005) :

Ki = Ky et =0 (équation de Jaky, 1948) (2.11)
Ki= K, =tar’ (48-f /2 et a, =(f / 2- 45) ( cas actif Rankine) 19
Ki= K, =tarf (48+f /2 et a, =(f /2+45) (cas passif Rankine) (2.13)

Théoriguement, la pression active € K;) se développe lorsque le mur (lisse) peut se dépla
vers l|'extérieur. Ce coefficient méne a la pressmnimale qui peut s'exercer sur le mur. La
pression passiveK(= Kp) découle d'un déplacement (significatif) de lagyarers l'intérieur. La
pression au repoK(= Kp) s'applique théoriguement lorsque le mur est egedl ne peut se
déplacer et que le remblai ne subit pas de déplkacefou déformation) horizontal(e); cet aspect

a aussi été discuté par Sobhi et al. (2014, 2@t@)sera abordé plus loin dans cette these.

- Distribution non-uniforme des contraintes sur la lageur

Le modele proposé par Li et Aubertin (2008) perdiévaluer, plus réalistement, la répartition

des contraintes verticales non uniformes sur Felar; il peut s’exprimer comme sulit :

BC ,H PQRY 4 _a
o ZDN G J&E # (2.14)
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ou 7Lb5W L5877Lc7b5bd787Lc5b7 7L leb\@58g5 L 7¢ \ M9_4‘ et b sont deux

parametres qui contrélent I'uniformité de la distiion des contraintes &tF est le facteur de

distribution défini comme suit :

(o]
hi j AMN| 5= PQRNG#N, %6NS-
K#a% - K#a% -

(2.15)

Dans cette équation (2.15), l'angle de frottementédérence est, = 50 et les paramétres de
distribution 1 =0,02, ,=0,1,7 ‘' 'p-L5ta# S - eth=3.

Selon cette solution, la contrainte horizontalgtene de la fagon suivante :

BC
PQRY

,H PQRY
c#. - —

E Z|[\ J (2.16)

2.2.3.3Chantiers verticaux 3D

Van Horn (1964), Winch (1999), Li et al. (2004, 3DOet Pirapakaran et Sivakugan (2006) ont
développé des solutions 3D pour l'analyse desraiotdés dans les chantiers remblayés. Les

contraintes sont alors influencées par les qumatnes (Li et Aubertin, 2009b).
- Solution de Van Horn

Les formules suivantes ont été proposées par Van,Hb964) pour évaluer les contraintes en
3D:

pu .

B\~ . Hyl PQRY#x%C-
L SR TFGH# < J (2.17)
1, | (2.18)

K, =s,/s,=1/(1+2tarff ) (2.19)
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ou est I'angle de frottement remblai-mur (B,la largeur du chantier (m}{ la hauteur du
chantier (m), eL la profondeur du chantier (m).
Cette solution est basée sur celle de Marston (@gmémes limitations); elle considére que la

contrainte verticale se distribue uniformémenttsute la largeur du chantier.
- Solution de Winch

Cette solution 3D pour les chantiers verticaux aegsblai cimenté est basée sur la solution de
Terzaghi (1943) présentée plus haut (développée [probleme du «trap door »). Les

contraintes verticales sont obtenues par I'équatiorante (Winch, 1999):

p z§| #'%H<s, PQIN- . 406C.

ot #pv{ -’ ~
o xS HPQIN Z[\ €C

12L5 # 4 e (2.20)

ou hy est la hauteur de remplissage a laquelle I'efitcie commence (m);x est la contrainte
verticale (kPa) pouh = hy; R est un rapport de la longueur active sur la looguetale du

chantier; etK est le coefficient de poussée des terres activauorepos, i.i1ly et

° N

1, L5\, -
- Solution dePirapakaran et Sivakugan

Les contraintes verticales et horizontales s’expntmici de la fagon suivante (Pirapakaran et
Sivakugan, 2006)

Bx C ,  Hi 1 PQFY#x%C-
et B TFG A2 J (2.21)
1y | (2.22)
1y 2 (2.23)



38

La principale différence entre la solution de Vawrid (1964) et celle de Pirapakaran et
Sivakugan (2006) est le définition deces derniers supposent que l'angle de frotteneemiblai-

roche (d ) est égal a

Pirapakaran (2008) a construit des modeles physigle laboratoire (chantiers verticaux
remblayés) pour évaluer les contraintes verticatetudier les facteurs d'influence. Les résultats
ont été comparés aux modélisations numériquesklvBE et avec la solution analytique définie
par les €9.2.21 a 2.23. L'influence de la géomélmechantier, de la rugosité des parois et des
propriétés des matériaux de remblayage a été étuhérelation avec l'effet d'arche au cours
d'essais en laboratoire. Ces essais ont notamnéembrdré que l'effet d'arche s’amplifie avec

l'augmentation de la rugosité de surface.

- Solution générale 3D dd.i et al.

Li et al. (2004; 2005) ont développé une solutiasde sur la solution 2D de Marston. Elle est
plus générale que les autres approches 3D powhkestiers verticaux. La figure 2.17 montre
schématiquement un chantier vertical, avec lewdfftes forces appliquées sur un élément
couche (tranche horizontale); I'analyse est basgeuse distribution uniforme des contraintes
verticales sur la surface horizontale de I'élém&ur cette figureH est la hauteur de remblai
(m), B la largeur du chantier (m) &tla longueur du chantier (m). Cette couche horalenest
soumise a différentes forces de compression la®r@l, i=1-4), verticales §) ethorizontales
(Ti); on note aussi les forces longitudinal& €t S+dS) et transversalefS; et +ds) de
cisaillement. Finalement, on ajoute les forcesicaks internes\( et V+dV) agissant sur les

surfaces horizontales.
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Figure 2.17 : Schéma d’un chantier vertical remdlayec les diverses forces sur I'élément

horizontal (couche ou tranche) (tiré de Li et 2005).

Les formule suivantes ont été développées par bi.¢2004, 2005) pour estimer la contrainte

verticale () agissant sur le plan horizontal a une profondeur

B, fH, C™ oHy x™
t, cml ot q__XmI

'zl & # Vv St~ -t (2.24)

Ou la valeur dé& (i = 1-4) devrait étre entre le coefficient auasKy) k et le cas actif Ky)

t 115 S115 (2.25)
+ 115 S11L5 (2.26)
1 %S %S %#H5 S L5 SL5S L5 - (2.27)
1 %S %S %#5S L5 SL5S L5 - (2.28)

dE£f etc£c(i=1-4); f estlangle de frottement interfpdtc la cohésion du remblai.
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Li et al. (2005) ont aussi présenté des solutipgsifiques pour certains cas particuliers :

- Si on suppose que les quatre parois autour daotiehasont composées d'un seul et méme

matériau (avec;= ,= 3= 4= etci=Cy=C3=C4=C), I'équation 2.24 devient :

B," < % PQIF PQFY-C™ ot % PQIG PQFY-x™
#H CM %Hx™ - PQFY

4 Z[ 4 #V S1° -L5 - (2.29)

- Si les quatre parois réagissent de la méme nafaged; = K, = Kz3= Ky=K et 1= ,= 3
= 4= ) :

| "
STy G # % PQRPQFY- ’ N R
! o I Z[ #1 # S° -L5 (2.30)

Lorsque la longueur du chantier est bien supériéuta largeur du chantier (avéce B),

I'équation 2.30 évolue vers la solution 2D (€q):2.9

! BC, " #;A)PZ(F)YR(PQFY-Z Z[ #1 V L5 - (2.31)

La figure 2.18 montre la comparaison entre lesreamtes (verticales et horizontales) calculées

en utilisant la solution 3D (éq. 2.30) et les résl obtenus avec la solution 2D (éq. 2.9 ou 2.31).

Ces résultats confirment que les contraintes hotétes et verticales peuvent étre beaucoup plus

petites avec la solution 3D. Cette différence e d la plus grande contrainte de cisaillement

produite le long de la troisieme dimension, adifdce entre le remblai et les parois (négligée

dans la solution 2D). Cette solution ne tient téaite pas compte des effets du facteur de

distribution non-uniformeldF) sur les contraintes verticales dans le remblair @g. 2.14).
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Figure 2.18 : Valeurs calculées (Egs. 2.30 et 2d81lp: a) contrainte verticale; b) la contrainte
horizontale (en fonction du rappdmB). Dans ces caB =6 m,L =10 m (en 3D)¢ = 1 kPa, =
=30, =20kN/nt, K =K,=0,5 (tirée de Li et al. 2005).

2.2.3.4Distribution des contraintes dans des chantiers ilimés

Les chantiers miniers sont rarement verticaux. Ueible inclinaison ne devrait pas trop

influencer le champ des contraintes dans le renfllautsson, 1981). Toutefois, dans un chantier
plus incliné, I'éponte inférieure et supérieure @l subir des contraintes différentes. Les
contraintes globales dans les remblais résultentpohuds propre du remblai et des effets du

déplacement des épontes et de la friction causdigtld'arche.

Quelques solutions analytiques ont été proposéas lps chantiers inclinés ; les principales

sont revues ici.

Caceres (2005) a modifié la théorie de Marston 2&pour un chantier incliné. Cette solution a
mené a I'équation suivante pour évaluer les comés verticales , le long du centre d'un

chantier minier incliné d'un angle(®).

BC
HPQRN—

‘ H PQRN
E Z]\ cRar - J (2.32)
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K est le coefficient de poussée des terres; dansasel ¢ z S (valeur

obtenue suite a des analyses numeériques.

Dans cette équationg  est le poids volumique (KN/mest I'angle de frottement interne (B);

la largeur du chantier (mig la hauteur du chantier (m); etest I'angle d'inclinaison des épontes.
La solution ne fait pas de distinction entre lestintes sur les deux épontes (et au centre).

Ting et al. (2011) ont compareé les formules de @ac€005) avec les résultats de modélisations
de Li et Aubertin (2009a), et ils ont noté certadearts (non négligeables). Ting et al. (2011) ont
aussi proposé les formules suivantes pour les @otgs au centre du chantier incliné avec deux

épontes inclinées paralléles (figure 2.19).

gB- 2x 2K htand

S, = , l1-exp —— 2.33
Y 2K tand P B (2.:33)

+ - .
K':1 K+1 Kcos2b+Ktam’ sin2 (2.34)
x=c(l+sin2b tard | (2.35)
ou K est le coefficient de poussée des tertesl( x ) et d est I'angle de frottement
remblai-roche (°). lls ont proposé d'utiliser - ; est angle d'inclinaison des murcetst la

cohésion (kPa).

Dans cette solution, il a été supposé que la cohémitre la roche et le remblai est égale a la

cohésion du remblai.
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Figure 2.19 : Caractéristiques d'un remblai inclin@¢tide Ting et al., 2011)

Singh et al. (2011) ont proposé les formules suivgmyes un chantier incliné avec deux épontes
inclinées paralléles (figure 2.20):

fBYC*RIE—-Y," T ~
#“R 9 Y%H—1A Y- PQFY

H“RAY%H—IY- PQFY “R Y

— : §S
Cz4H %HY,# H-"RY — & "R» E—

ZM\

R4 Y%H—IY-PQFY “R Y

Z [\ =
X [ Cz# %HY, # H-"RY —Y*"R»E—

(2.36)

ou B est la largeur du chantier (mf); la hauteur du chantier (m); Il'angle de frottement

d’interface. lls ont utilisé = ; (°) estI'angle d'inclinaison (Yes épontes.
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Figure 2.20 : Schéma d’un chantier incliné remblay&aethe (tiré de Singh et al., 2011).

La solution de Singh et al. (2011) est difficile a &uor (et interpréter) car certains parametres
ont une signification flottante; c’est pourquoi elle sexa pas utilisée dans la suite de ce projet

(lorsque les diverses solutions disponibles sont aaek).

Li et al. (2013) ont modifié la théorie de Marston pestimer des contraintes dans une ouverture
symétrique avec des épontes inclinées non para(iedeprobleme des tranchées remblayées). La
figure 2.21 montre le modele qu’ils ont utilisé pourveépper la solution. Li et al. (2013) ont

proposeé les équations suivantes pour la contraimtieaie au centre de I'ouverture :

B _ _t, ot
It AN LIRS aST# - (2.37)
h ",L5SS «, (2.38)
f 1;45SL5 S - (2.39)

ou représente I'angle d’inclinaison des épontes (t)angle de frottement d’interface (M la

hauteur du remblai (m);, la largeur & la base de I'ouverturg;  le poids volwmi¢kN/nT); h

la profondeur du point de calcul dans le remblai (m).
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Figure 2.21 : Schéma d’une ouverture remblayées a@patois inclinées, non paralléles. (tiré
de Li et al. 2013)

Ting et al. (2014) ont récemment ont proposé des dmsatipour un chantier incliné avec des

parois ayant deux différents angles d’inclinaison [aggle d’'inclinaison et ; figure 2.22):

mez oo, - . w Lo
! ST —SHTSS o —H ) (2.40)
. #PQIE PQF - ‘ =
¢ 2V %#t S SL5 - %# S ‘L5 - % ‘ 8l'-S% S 8elSS
Bl #PQIE PQF -
~Por PQE (2.42)
ou

B#PQIE PQF - PQIE PQF | #PQIE PQF -
PQF PQRE & PQF PQRE et¥ VS " PQF PQRE ° (2.43)

Les valeurs du coefficient de pression latérale pgées par Ting et al (2014) sont :
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%H

s-fge §s1L5 g, (2.44)

Pour I'éponte inférieure avec I'angle d’inclinaison

%H

sfge  S1L5 ‘ (2.45)

Ici, B représente la largeur du chantier (i);est la largeur en téte du chantier (im)est la
hauteur du chantier (m); est I'angle d’inclinaison de I'éponte supérieure (°)gst I'angle
d’inclinaison de I'éponte inférieure (°); ils ont utilisé

Figure 2.22 : Schéma d’un chantier incliné remblay& aes épontes non paralléles (tiré de
Ting et al. 2014).

2.2.4 Distribution des contraintes dans les chantiers awepression d'eau

La capacité de drainage d'un remblai est influencée dgraent par ses propriétés
hydrogéotechniques. Lorsque le remblai posséde une ¢afiacité de rétention d'eau, il peut

demeurer plus saturé et il résiste mieux aux phénmnéb@tération chimique et aux
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phénomeénes d’auto-ignition (Aubertin et al., 2002). ¢®atre, I'eau retenue peut aussi affecter la

répartition des contraintes et la pressions sur lescades (El Mkadmi et al., 2014).

La relation entre les propriétés des remblais, lelgutlean eau et les pressions interstitielles peut
engendrer des couplages complexes entre les transéatsed'la réponse mécanique (contraintes
et déformations), le drainage et le tassement (et laotidation) du remblai (avec réduction

l'indice des vides).

L'eau présente au remplissage est évacuée vers mes zie plus basse pression, dans un
processus transitoire au cours duquel les pressionstitiedles se dissipent progressivement.
Pendant ce processus, il y a un transfert progressif ailggamtes totales vers le squelette du

remblai (i.e. augmentation des contraintes effectives).

Dans les remblais hydrauliques, le drainage et laadatation peuvent étre tres rapides en raison
de la grande conductivité hydraulique du matérieandDe remblai en pate cimenté, le drainage
et la consolidation peut se faire lentement en nad® sa faible conductivité. Lorsque la cure du
ciment progresse, les propriétés changent et cecitaffacréponse du remblai (Potvin et al.,

2005).

- Solution 2D
Li et Aubertin (2009c) ont développé un modele d’asalgles contraintes dans un chantier

minier remblayé que tient compte de l'effet de la pmsgi’eau. La figure 2.23 présente

schématiquement un chantier vertical étroit remblayé&sjen partie submergeé.

Figure 2.23 : Schéma d’un chantier vertical étroit reydlpartiellement submergé. (tiré de Li et
Aubertin, 2009c¢).
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Sur cette figureHy, est la hauteur totale de remblai (H), I'épaisseur de la couche humide (m),
Hyw la hauteur d'eau dans le chantier (m)relactaille de I'élément horizontal (tranche ou couche).
Les principales propriétés du remblai humide sont desrpar I'angle de frottement(°®) et le
poids volumique (kN/m®), alors que celles du remblai saturé sont données'aagld de

frottement effectiff' (°) et le poids unitaire (volumique) saturés(kN/m?).

On calcule I'état de contrainte au-dessus de la nppEatiqueh M Hp) a l'aide des équations
2.7et2.8.

Sous la nappéh(> Hy), Li et Aubertin (2009c¢) proposent les formulationvantes :

G A LA LL YT S S 1 5% &
ST [ v o ST s [ >
z[\ s (2.46)
s¢=Ks, (2.47)
1«1 1, 5\, % (2.48)
28 %sa ? (2.49)

ou , est la contrainte verticale effective (kPa);la contrainte horizontale effective totale (Pa);
Ks estle coefficient de réaction effective pour le remblausét les autres définitions usuelles

sont utilisées pour la figue 2.23.

Li et Aubertin (2009c) ont aussi évalué numériquenititet des pressions interstitielles a
I'équilibre et les ont comparés a la solution angihgi présentée plus haut (égs. 2.46 a 2.49). La
figure 2.24 montre qu’il y a une bonne corrélation eré® contraintes effectives et totales
(verticales et horizontales) au centre du chantier regréb{es caractéristigues du cas analysé
sont présentées dans la |égende) obtenues par lgi®s®inumériques et les résultats analytique.
Ces résultats indiquent également que les contraietiesctives obtenues par les calculs

numériques et I'analytique sont bien inférieures augpdas terrains (I'effet d’arche).
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a) )

Figure 2.24 : Contraintes verticales et horizontalgdiegbles (a) et totales (b) au centre du
chantier, obtenues par des simulations numériquessetalutions analytiques; E = 300 MPa, ¢ =
0, sat =20 kN/m3uy = 0,2 et sx= 30 pour le remblai satur& = 30 GPa,u= 0,3 et =27
kN/nT pour la masse rocheuse; B = 6 m et H = 45(tiné de Li et Aubertin, 2009¢)

- Solution 3D

Li et Aubertin (2009b) ont extensionné le modeéle al\gse des contraintes en 3D pour inclure
I'effet de la pression d'eau (figure 2.25).
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Figure 2.25 : Schéma d’un chantier vertical remblayg d@s diverses forces sur I'element
horizontal (couche ou tranche), (tiré de Li et Aube2®)9b) .

Les définitions des paramétres de cette figure somerdgat présentées pour la figure 2.25.

L'état des contrainte au-dessus de la nappe phuéatick Hy) se calcule a l'aide des équations

2.24 &4 2.31. Sous la napgexHp), Li et Aubertin (2009d) proposent les formules suigant

gm " 2Cm(/1mB_1+ /

)
s¢ = i 2 (- expl H,M ) exd(H; h)M )
_ -1 -1
gsub zcsat(/K;aB +/ 2 sal— )(1_ exp(H . h)Msat} I% exp(Hn; h) Ms_at H rrM m
sat
(2.50)
‘S‘Pﬁhi = Kisats \(/h + 2Csattana isat (2-51)
a e #V 1”« SA’ 1 lj -L5 lj (252)
a. #/ - 1- S 1- -L5 - (2.53)
[, =1+2tamna, tad (2.54)

/,, =1+ 2tama,  tamw (2.55)
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/o =1+ 2tama, , tarw

/

sat (2.56)

1sat

=1+2tama,, ta (2.57)

2sat 2sat

ou g, estle poids volumique du remblai humide au-dedsula nappe (kN/® cn la cohésion
du remblai humide au-dessus de la nappe (kRa)le poids unitaire submergé du remblAj,
I'angle de frottement applicable (Ysatla cohésion applicable (kPag|, 'angle de frottement
remblai-roche humide (°),,, I'angle de frottement remblai-roedteré (°)Kisale coefficient

de réaction applicable pour le remblai satung;gte coefficient de pression latérale.

La figure 2.26a montre clairement I'effet d’arche sur leat@intes verticales effectives (éq.
2.50) et totales ( 1 S-= ) avec une surcharge 50 kPa sur le remblai=(0 kPa). Les

caractéristiques de ce cas sont présentées danstaléeg

Les figures 2.26b, 2.26¢c et 2.26d montrent que ledraimtes verticales effectives (éq. 2.50)
calculées selon la théorie de I'effet d’arche sonugricées par les propriétés du remblai et la

géomeétrie du chantier.

La figure 2.26b, ¢ montre que l'augmentation deglawde frottement interne et la cohésior

peuvent réduire significativement les contraintes #&ffes dans le chantier. Ces résultats
confirment aussi que diminuer de la longueur du cbkarti peut réduire les contraintes
horizontales et verticales, en raison de I'augmentafioriransfert au massif rocheux (figure
2.26d). La figure montre aussi que les contraintes taféesc verticales et horizontales sont

réduites sous le niveau de la nappe phréatique gmmrde la pression interstitielle de I'eau.
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C) d)
Figure 2.26: a) Contraintes verticales en fonctioradeokitionh, basées sur le poids des terres et
I'équation (2.50); b) Influence I'angle des frottemeinternes c¢) Influence de la cohésiand)
Influence de la longuedr du chantier sur les contraintes effectives a différefitasationsh

avecB = 10m Hy,=5m:L=20m ’'= 30: =18kN/NT, m= sat= m= sat=30° sa=20
kN/n?, po= 50 kPa (tiré de Li et Aubertin, 2009b).

- Distribution non-uniforme des contraintes sur la lageur avec pression de I'eau

Li et Aubertin (2010a) ont proposé un modele d’analyser gvaluer I'effet de la pression d'eau
interstitielle dans les chantiers remblayés verticanxtenant compte des contraintes non-
uniformes sur la largeur. Ces contraintes verticales lsonappe lf > Hy) peuvent étre définies

comme Ssuit :
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__BoaxC — ~  HoPQRY o, 3 2~
HoPQR ¥ FG Q\, °i—©_#z $S

(2.58)

5

_BC — opg- MPRY,  soopg- HPORY . 5 g o
eory  (FGT oEp e WIFGT o # $u &7 hi\—_

ou , est la contrainte verticale applicable selon deatgdur (kPaK est le coefficient de
poussée des terres (Ki=K,). Les crochets Macaulay sont définis par 3 \ '—ﬂL_. Le

facteur de distributio®Fs pour le remblai saturé est le suivant :

Ok
m#qvlrrp -

hi', PQR! #1X" %Ny -

(2.59)
Les résultats de cette solution indiquent que legramtes verticales et horizontales effectives
diminuent en dessous de niveau de l'eau, tandis lggiecontraintes totales ont tendance a

augmenter avec la pression de l'eau.

2.3 Pression horizontale sur les barricades

Il est essentiel d'évaluer de fagon représentatiywdasion exercée par le remblai sur les murs

des chantiers et sur les barricades installées damgleries d’acces au bas du chantier.

Une barricade est une structure qui retient les matédaurmblayage a l'intérieur du chantier. |l
existe de nombreux types de barricades. Le choix dégerta méthode d'extraction employée et
des remblais utilisés. Si les remblais sont secs,bsicades ne nécessitent aucun design
particulier & moins que lI'eau ne s'écoule dans lat@raSi les remblais contiennent de grandes
quantités de matériaux fins et saturés, ils pourrajénerer des écoulements de boue de sorte
qu’'une barricade bien congue est nécessaire pourciariteéé du site. Les barricades sont
habituellement construites avec des briques, des lledéton ou du treillis recouvert de béton
projeté; elles peuvent aussi étre faites avec decleerstérile (Li et Aubertin, 2009d; Yang et al.,
2016).
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Li et Aubertin (2009d) ont développé une solution péwaluer les pressions sur les barricades
placées au bas des chantiers, dans des galeriesndasitin réduite. La figure 2.27 montre le
probleme analysé pour le cas completement drainé (paession d’eau). La contrainte

horizontale s’exprime alors de la facon suivante :

» — oxSE  — xJeTFG> %Qing—)sl/: (2.60)

I > » »{ >

ol ox et cx sontles contraintes horizontales en bas et endsalgntrée de la galerie, au bas

du chantier, KdI et Kdt sont les coefficients de poussée des terres selon lkargitudinal et

transversal de la galerie.

Figure 2.27: Chantier vertical remblayé avec la bargatda galerie (tiré de Li et Aubertin
2009d).

Li et Aubertin (2009e) ont aussi développée la satuéinalytique pour évaluer les pressions sur
la barricade dans un chantier completement submergé figare 2.28). Dans ce cas, la

contrainte horizontale devient :

» — oxSE — xJ®TFG> ME—S B e (2.61)

» /2 »
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ou ox et cx sont les contraintes horizontales effectives en ban dtaut de I'entée de la

galerie du chantier.

S? #e - (2.62)

Ces équations sont valables peyr¥s e , .

Figure 2.28 : Chantier remblayé partiellement submergé galerie d'acces et barricade stériles.
(tiré de Li et Aubertin, 2009e)

Différentes méthodes ont été introduites pour estirétat! des contraintes dans un chantier
remblayé, incluant des solutions analytiques, desumes in situ et des modélisations
numériques. Des détails supplémentaires a propossdaéthodes sont aussi disponibles dans ce
chapitre. Les chantiers sont souvent inclinés. Toigefooins d’investigations ont été faites sur
les chantiers inclinés alors que, dans un chantiéiné) les contraintes sur la largeur augmentent
considérablement vers I'éponte inférieure. Les solutexistantes négligent souvent plusieurs
facteurs. Par exemple, les solutions sont basées suhygmtheses simplifiées et sont moins

utiles dans le cas de géométries plus complexeglaiées.
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Dans la suite de la thése, nous présenterons ldsatésile nouvelles simulations obtenus avec
FLAC et FLAC® et de nouvelles solutions analytiques 2D et 3Diepples aux cas de chantiers

inclinés, en tenant compte de linfluence des pamamede résistance du remblai et de la
géométrie des chantiers. Ces solutions (numériquesadytigiues) sont basées, en partie, sur

certaines de celles qui ont été présentées dansapédre2.
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CHAPITRE 3 ARTICLE 1: ANALYSIS OF THE STRESS
DISTRIBUTION IN INCLINED BACKFILLED STOPES USING CL OSED-
FORM SOLUTIONS AND NUMERICAL SIMULATIONS
Abtin Jahanbakhshzadeh Michel Aubertin' and Li Li*

This article was submitted to Geotechnical and Ggoéd Engineering, Submitted in April 2016.

Abstract: Backfilling is often used in underground mines tougasstope stability and workers
safety. Evaluating the stress state in the fill matexnd surrounding rock mass is a critical step
for the design of backfilled stopes. The majority of gtiedl (closed-form) solutions to obtain
the stresses have been developed for vertical openimgsality, most mine stopes have inclined
walls. Previous studies have shown that in suchsgdlse stresses developing along the hanging
wall and footwall can be quite different. Recent inigggions have also indicated that the stress
transfer between the relatively soft backfill and stiffrogass is typically not as well developed
in inclined stopes, compared with vertical openinlys.this paper, the authors first recall
analytical solutions proposed for evaluating the séess backfilled stopes with vertical and
inclined walls. Numerical simulations are then useddsess the interactions between the backfill
and rock mass. The influence of backfill properties dodesgeometry (in terms of height, width
and inclination) is examined. The stresses obtained #&wisting solutions and new simulations
are then compared and discussed. This comparisomspoirsignificant differences, indicating

that an alternate formulation is required to properlysst®e stress state in inclined stopes.

Keywords: Mining stopes, inclined openings, backéittess state, analytical solutions, numerical
modeling.
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3.1 Introduction

Backfilling of stopes is applied in underground mingerld-wide to improve the ore
recovery, opening stability and workers safety. Thisciza can also serve environmental
purposes, by reducing the amount of mining wastgsodexd on the surface (Benzaazoua et al.
2008). General overviews on backfill characteristics apglications have been presented by
various authors in recent years (e.g. Hassani and Atdhib@98; Hustrulid and Bullock, 2001;
Potvin et al., 2005; Grabinsky, 2010; Hambley, 200l igmpson et al., 2012).

Rock fill, hydraulic fill and paste backfill are the ntopopular backfill technologies
currently used in mines (e.g. Liston, 2014). For hard moahkes, thesdills are much less stiff
than the surrounding rock mass, even when a signifipanion of binder is added. After
deposition in the stope, the self-weight settlemaitshe fill material tend to produce shear
stresses along the rough walls of the opening, trangjesome of the overburden weight to the
rock mass, through a phenomenon known as archingAslkgw et al., 1978; Aubertin et al.,
2003; Li et al., 2003). This stress transfer processobas extensively investigated for vertical
stopes, but much less work has been performed on badkBtopes with inclined walls.
Numerical simulations of inclined stopes have norleizerevealed some key features, such as a
significant difference between the stresses on eachos$ittee opening (Li et al., 2007; Li and
Aubertin, 2009a).

Most analytical solutions developed to evaluate dtress distribution in backfilled stopes
consider vertical walls (e.g. Aubertin et al., 2003gLial., 2005; Li and Aubertin, 2008, 2009b;
Pirapakaran, 2008). A few of these closed-form solutltmge also been proposed to assess the
stress state inside inclined stopes (e.g. James, &0@K4; Caceres, 2005; Caceres et al., 2006;
Singh et al., 2009, 2011, Blight, 2010; Ting et @011, 2014). As will be shown below, the
applicability of the latter solutions is often lingtdecause these typically neglect the difference
between the stresses along the central line (CLpgihgwall (HW) and footwall (FW).

In this paper, analytical solutions proposed to eataliihe stresses in backfilled stopes under
plane strain (2D) conditions are recalled. New restiten 2D numerical simulations of
backfilled stopes with inclined walls are then presdnSimulations results are compared with
the stresses obtained from analytical solutions. Tdamparison indicates that significant

differences may exist between the two types of solufitns suggests that modified expressions
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are required to improve the evaluation of the stregsenciined backfilled stopes; such new
formulation is proposed in Jahanbakhshzadeh et al6jZ0hapter 4).

3.2 Existing analytical solutions

Various analytical solutions have been developedhain the stresses in backfill placed
within mine stopes. Many of these can be considesedxensions of the Marston (1930)
solution, initially proposed for conduits in trenchesy. McCarthy, 1988; Handy and Spangler,
2007) and later adapted for backfilled stopes. Thaglstrain solution can be expressed as

follows for the vertical (; ) and horizontal ( ) stresses in stopes (Aubertin et al., 2003):

BA ,HAPQRY .

' HPQRY Z[\ A - (3.1)
BA HAPQRY
PORY Z[\ — - (3.2

whereh is the depth (m) in the backfilB is the opening width (m); is the backfill unit weight
(kN/m*); s the interface friction angle along the walls (°), ethis often taken as the internal

friction angle of the backfill (i.e. = ) for rough rock surfaces.
In these equationK is the earth pressure coefficient ( 2 ,). The valuel 1 ;

L5 \, l_, based on Rankine’s active state, appears to appleftical stopes, particularly

near the central part of the opening (Li et al., 2@#hi et al., 2014).

This solution (Egs 3.1 and 3.2) has been extend@tchade the effect of various additional
influence factors including backfill cohesion and 3metry (Li et al., 2005), and pore water
pressures (Li and Aubertin, 2009b, 2010a); these fawatitiraot be considered here.

Li and Aubertin (2008) also modified this analyticalugion to reflect the non-uniform stress
distribution along the width of vertical backfilled p&s; the corresponding equations can be

written as follows:
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BA . ,HAPQRNS . | & . AL
! HPORN Z[\ W_S &A \ A— A (3.3)
BA . ,HAPQRNS
rore 0N mp - (3.4)
with
A
hi Imn 1 2 pQRNG N, %NSt as
! CHAY - (3.5)

In these equation is again taken as the Rankine active coefficignt K,); x is the distance

from the centerline (-B/2 x= 50, ¥ 'z T oz

(o] N
VUop-L5 tag ES x- and b = 3 (based on numerical simulations results}sé&tequations

lead to stresses near the walls that differ from thasggathe central line of the stope.

Others have adapted Marston’s solution to considereffect of inclined stope walls. For

instance, Caceres (2005) proposed the following equation

BA ~es ,HAGEN S
! naEn s EENE Z[\ e (3.6)
This equation leads to:
BA ENETR ,HAGEN S
1 )\ N - EEI'E Z|\ A”E—q,,_J (3.7)

In these equations, is the inclination angle of the walls (°) from the horital axis ( M 90).

Based on the analysis of numerical results, thesemudxpressed the earth pressure coefficient
as follow (Caceres, 2005):
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1 z E Eg (for EM ' (3.8)

The following formulation was later proposed by Tin@kt(2011) for inclined stopes (without a

surcharge on the cohesionless fill surface):

BA ,H SAGEY
! Teaev—E ZN ——5 ) (3.9)
with
+ -
':12K +12K cos2 +K tard sin2 (3.10)

The ratio between the horizontal (latera})and vertical , stresses along the centerline of the
stope is taken ds = Ky , based on the well-known Jaky (1948) equation. Tdasl$

to the following expression (for cohesionless fill):

BA

JH SEY
H SqEY — i

1, 11\ -

E Z[\ J (3.11)

Avalue =2/3 has been adopted by Tiegal. (2011) for the friction angle along the walls.

The equations presented above will be applied bdwalculate the stresses in inclined
openings with cohesionless backfillhese results are then compared systematically wabet

obtained from numerical simulations for a variety of ctinds.

3.3 Numerical simulations

Numerical analyses can be very useful to assess sperrge of underground openings and
these have been commonly used to evaluate the ioelwdibackfilled stopes (e.g. Aubertin et al.,
2003; Li et al.,, 2003, 2007; Pirapakaran and Sivakud2007; Li and Aubertin, 2009a;
Sivakugan et al., 2013; El Mkadmi et al., 2014;akabz et al., 2015a, 2015b). New simulations
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have been conducted here to evaluate the stresstspas with walls having different inclination
angles, considering various sizes and (uncemented; i=e0) backfill properties, under plane

strain and dry conditions.

Figure 3.1 shows the conceptual model of an inclibadkfill stope, based on previous
simulations conducted by Li and Aubertin (2009a) udimg code FLAC (Itasca, 2002). This
commercial code is a two dimensional finite differenaegpam that uses a Lagrangian
calculation scheme and a mixed discretization zortgghnique. FLAC is well adapted to
simulate geotechnical problems consisting of sevetiades such as sequential excavation and
filling of mine stopes

Figure 3.1 : Reference model for the simulations ofmed backfilled stopes (not to scale)

Figure 3.2 shows a typical model with the mesh usedhe numerical simulations with
FLAC. The elements are smaller inside and near theesi@lls to obtain more accurate results.
The number of elements depends on the stope geoargtmnodel size.
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A A A A AN

Figure 3.2 : Typical model constructed with FLAC wilie mesh used to simulate the behavior
of an inclined backfilled stope (inclination angle 80 shown here)(figure modifiée par

rapport a celle incluse dans le manuscrit initialenseninis).

The external boundaries (size of the model) have beasceglfar enough to avoid any
influence on the stresses obtained inside and neawdhg of the stopes. This assessment was
performed for each simulation, with different stope sizesl]s inclination angle and backfill
properties, for the various cases identified in Table Bot instance, the external boundaries for
the model constructed with walls inclined at 80°,B = 6 m andH = 45 m (Case O illustrated in
Figure 3.2), are placed 250 m from the bottom and 2@®m the top of the stope in the vertical
direction and 250 m from the center in the horizontaddion; it was verified that increasing the

size of this model would have no effect on the sitararesults.

The boundary conditions applied to the numerical e®dre also shown in Figure 3.2.
Horizontal displacements are prevented on both sidedaries and vertical displacements are

prevented at the base of each model.

Gravity is applied as the initial condition on tleek mass. The excavation is then created in
one step. After convergence of the walls is compldi#ihg of the stope is applied in 7 steps
(layers) to minimize the effect of adding the fill too ckly (Pirapakaran, 2008; Li et Aubertin,
2009a).
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The stope is filled to a final height= 44.5 m, with an additional 0.5 m of void spade &
the top. The inclination of the stope walls/aries from 90 (vertical) to 60 with respect to the
horizontal axis (for the different cases).

The rock mass is considered homogeneous, isotropitireeatly elastic, with the following
properties:E; = 30 GPa (Young's modulus), = 0.3 (Poisson's ratio) and= 27 KN/n? (unit
weight).

Table 3.1: Parameters used for the different simulaticonducted with FLAC (ltasca, 2002),
including stope size and material properties; in afles: heighH = 45 m; unit weight = 18
kN/m3, Young’'s modulu€ = 300 MPa

Case |
Backfill properties Case 0 Case
Casela | Caselb

Poisson's ratiol * 0.33 0.33 0.33 0.26

Internal friction

30 30 30 40
angle (°)
Stope width B (m) 6 20 45 6
Inclination angle
60, 70, 80, 90 60, 70, 80, 90 60, 70, 80, 90

)

* u ,seekEq.3.12

The following relationship was applied to relate theue of Poisson's ratio X and the
internal friction angle Fof the backfill:

’HLR N S
,mR N S

(3.12)
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This equation, illustrated on Figure 3.3, is usedcfamsistency so a single value is obtained for

the earth pressure coefficient at rd&g)( based either on Jaky's equation (recalled above) or on
the relationship with the Poisson’s ratlti((:n), which are thus considered equivalent (e.g.

McCarthy, 2007; Falaknaz, 2014). This approach diffens1ftioe one adopted in most previous
numerical analyses wheréand were considered independent from each other; it atgts [
somewhat different results in some cases (Falaknaz, Falaknaz et al., 20150 Appendix B

in Jahanbakhshzadeh, 2016).
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Figure 3.3 : Relation between the value of Poissonig raand the internal friction angle
obtained from Eq. 3.12.

Table 3.1 gives the geotechnical and geometric paeamased for the different simulations;
the selected backfill properties are mainly based da téken from Belem et al. (2000, 2004),
Belem and Benzaazoua (2008) and El Mkadmi (2012).
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The simulations results are first used below to illustthe effect of stope geometry and
backfill properties on the stresses distribution. Nuna¢rresults are then compared with the

stresses obtained from the analytical solutions ptedeabove.

3.4 Simulations results
Simulations results are presented for the stressesielittor Cases 0, | and II, with different

parameters varied to assess their effect.

3.4.1 Effect of stope inclination

The first series of simulations illustrates the influentestope walls inclination. Case 0
(Table 3.1) corresponds to a stope with= 6 m andh = 44.5 m, with varying from 90
(vertical) to 60 .

Figure 3.4 shows iso-contours of the vertical and hot&@atresses within the backfill for
= 90 (Figs. 3.4a, 3.4b) and 6(Figs. 3.4c, 3.4d). It is seen that for the verticapst(Figs. 3.4a
and 3.4b), there is a significant stress transfer from #uokfitl to the rock mass abutments
(associated with arching). Both the vertical and hotialostresses are significantly lower than
the overburden pressures, especially at depth (aalgdlbe shown in Fig. 3.5).

The iso-contours of the vertical and horizontal streggdsn the inclined stope (with =
60) show that these are not uniformly distributed alorevifidth of the stope (Figs. 3.4c, 3.4d).
The vertical stress () is typically lower near the hanging wall (HW) thaworay the center line
(CL) and footwall (FW). For instance, the vertical strassnid height Il/2) along the width of
this inclined stope increases from 31D;5 at the hanging wall to, 130D;5 near the
footwall. The horizontal stress () at mid-height of the stope follows a different trend,
decreasing from 7B;5 near the hanging wall to %1;5 near the footwall. The difference in the

stresses along the two walls tends to vary withidept
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C) d)
Figure 3.4 : Isazontours of the vertal (left; values in Pa) and horizontal (right; value®a)
stresses (negative values means compression) withikfilletstopes (Case 0); a, b) vertic
walls ( =90) c, d) inclined walls (=60).
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The stresses in the backfill along the three lineslipata the walls (along the HW, FW and
CL) are shown in Figure 3.5 for different angleg= 90 to 60); the overburden stresses (
20, Ni 1 x ¢ are also shown on this figure. These results illustthe effect of adding the

backfill in 7 layers, with some oscillations in theess distributions along the height.

Figure 3.5a indicates that both stressas4( ) tend to decrease with a reduction of the
inclination angle along the central line (CL); this effect is much morenprmced for the

vertical stress.

Along the footwall (FW), the vertical stressig are almost the same for= 90° and 80
(Fig. 3.5b), but\y, decreases for = 70° and = 60. Figure 3.5b also shows that the horizontal
stresses near the footwall tend to decrease whertdpe & more inclined (particularly for=
70 and 60).

The vertical stresses along the hanging wall (HW) oliried stopes (Fig. 3.5¢) decreases
markedly when angle is reduced; the horizontal stresses tend to increliggthys with a

decrease of the inclination angle

In all these simulations, the stresses in the bae#fdtopes increase with depth, but these are

much smaller than the overburden pressures, espenehthe base of the opening.

~

......... —_ | - - ————— # $% &'
a) . x (1 (" (# % &
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Figure 3.5 : Stresses distributions for various inclamatingle
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(from 90 to 60 ) along the a)

central line (CL); b) footwall (FW); ¢) hanging wall (HWGQase 0, Table 1). The overburden

stresses are also shown

Figure 3.6 shows the stresses along the stope widdn mid height9( H/2) for an

inclination angle that varies from 90 (vertical) to 60. As t
vertical stresses within the backfill (Fig. 3.6a) téodlecrease

he walls beeomore inclined, the
close to the hanging wall and (to a

much lesser extent) footwall. The horizontal stressigs @6b) also change with the inclination

angle, particularly near the footwall where they sigatfity decrease with a reduction of angle
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Figure 3.6 : Stresses at mid-height of the stope almmgvidth &/B) of the stope for various
inclination angles (from 90 to 60 ); a) vertical stresses; b) horizontal sieeqCase 0, Table
3.1).

Figure 3.7 shows that the same type of stress distiibis obtained along the width of the
backfilled stope at different elevations (it¢/4 near the basé{/2 and 3/4 near the top), for =

90 and 60 . Figure 3.7a further confirms that for 90, the vertical stresses are smaller along
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the walls than at the center, while the (weaker) loottal stresses (Fig. 3.7b) remain almost
unchanged across the width. These stresses are dedrisomewhat differently than those
obtained by Li and Aubertin (2008, 2009a) due to tifiler@nt assumption regarding the values
of Eand (following the use of Eq. 3.12; see also Falaknad.eR015b).

For =60, the vertical stresses increase toward the fdbfixig. 3.7c), while the horizontal

stresses near the HW are higher than near the FW (Fa), particularly at deptt¥4H/2).

#
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Figure 3.7 : Distribution of the vertical (left) and homtal (right) stresses across the width of
the stope at different elevations : 2®.53H and 0.7H; a) =90;b) =60 (Case 0, Table
3.1).
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3.4.2 Effect of stope widthB

It is well known that the stope widt can greatly influence the stresses in vertical and
inclined stopes (e.g. Li et al., 2003, 2007; Li akubertin, 2009a). Additional simulations have
been conducted here to assess more specifically witlation 3.12, the effect of this factor for
the purpose of this comparative investigation. Agtia,model size and meshes were adjusted to

avoid any significant influence on the simulationsuhess

Figure 3.8 shows the iso-contours of the vertical ant:botal stresses for a stope widgh=
20 m (Casea, Table 1), for = 90° and 60°; this figure can be compared withuFeg3.4 (forB
= 6 m, Case 0) to assess the influence of widthigure 3.8a indicates that for this wider vertical
stope, the transfer of the self-weight backfill stresedbhe rock mass is less pronounced than for

a stope widthB = 6 m (Fig. 3.4a), hence leading to a weaker arckifegt.

The stresses for= 60 andB = 20 m are shown in Figs. 3.8c and 3.8d. Bothvérécal and
horizontal stresses along the hanging wall and fodwvallarger than those obtained B>= 6 m
(Fig. 3.4c, d). The vertical stresses are lower at timgihg wall than along the center line and
near the footwall (Fig. 3.4c¢). It is also observed thathorizontal stresses decrease toward the
footwall (Fig. 3.4d).



73

4
' h = 44.5m
Ve .

Figure 3.8 : Iso-contours of the vertical (right) and hamial (left) stresses within backfilled
stopes withB = 20 m; a, b) vertical walls (= 90) ¢, d) inclined walls ( = 60) (Case la, Table
3.1).

Figure 3.9 shows the vertical and horizontal stressmsgathe central line (Fig. 3.9a),
footwall (Fig. 3.9b) and hanging wall (Fig. 3.9¢), fostape widthB = 20 m, with varying from
90 to 60 (Case la, Table 3.1). When compared with tesalttained foB = 6 m (Fig. 3.5),
these results confirm that the stresses increase Bhenlarger. The effect of the width is
especially pronounced along the central line andwalbtof inclined stopes. For instance, the
stresses near mid-height along the CL of the stopen wit = 60 increase from

o 129Db55W 78b5forB=6mto, 268Db55W 148D;5 for B = 20 m;
along the footwall, the stresses go from 153D;55W 60D;5 forB =6 m to |
309b,55W 122B;5 for B = 20 m. The increase of the stresses along the $+48mewhat
smaller; near mid-height, 74B;5and 95b5 forB =6 mand , 117D;5 and

160D;5 forB =20 m.
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c)

Figure 3.9 : Stresses distributions for various indiamaangle (from 90 to 60) forB =20 m
along the: a) central line (CL); b) footwall (FW); c) barg wall (HW) (Case la, Table 3.1).
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The same trend also applies to an even larger stopegha widthB = 45 m, as shown in
Figure 3.10 (Caseb, Table 3.1). The stresses along the central line @ia) and footwall
(Fig. 3.10b) are significantly larger for this wider stoptaen compared with results obtained for
B =6 m (Fig. 3.5) and = 20 m (Fig. 3.9). The vertical stresses along thegimg wall are
slightly increased (compared wiBi= 20 m). The horizontal stresses along the hanginig(fig.
3.10c) are also less affected by an increase of the staghth for B exceeding about 20 m
(compare Fig. 3.10c with Fig. 3.5¢ fBr= 6 m and Fig. 3.9c fd8 = 20 m).

Figure 3.10 : Stresses distributions for various indlimaangle (from 90 to 60 ) forB = 45 m,
along the: a) central line (CL); b) footwall (FW); c) arg wall (HW) (Case Ib, Table 3.1).
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These new simulations results demonstrate thatritteng effect is less pronounced when
the stope widthB is larger. When the value Bfincreases, the stresses tend to approach those due
to overburden pressure (especially near the centrgl [lirieés tendency is well captured by the
analytical solution developed for vertical stopes (Bg%, 3.2), but not as well for inclined stopes

as will be shown below.

These simulations results indicate that when thpestgalls are inclined, the stresses may
evolve somewhat differently witl8 along the hanging wall, central line and footwdibr
instance, near the base of the inclined stopehie44.2 m) with = 70, , 198B;5 along
the CLforB=6 mand, 496D;5 for B =20 m (an increase of 150%); along the hanging
wall, , 67b55forB=6mand, 123D;5 for B =20 m (i.e. an increase of 84%); along
the footwall, , 144b5forB=6 mand, 313D;5 for B =20 m (an increase of about
120%). The comparison presented below will demonstiaé this trend is not captured by

analytical solutions.

3.4.3 Effect of the backfill strength

As indicated by the equations of the analytical Sohs presented above, the shear strength
of the fill material is a key influence factor for theess state in backfilled stopes. Figures 3.11 to
3.13 show simulations results that illustrate thituance of the internal friction angleE (and
Poisson’s ratio , see Eq. 3.12) on the vertical and horizontal streéseB = 6 m and varying
from 90 to 60 . Two values are considered her&= 30 (with = 0.33), as in Cases 0 and
and E=40° (with = 0.26) for Case Il (Table 3.1). The simulations resaléspresented along
the CL (Fig. 3.11), FW (Fig. 3.12), and HW (Fig. 3.13).

Figure 3.11a indicates that the vertical stresseggaioa CL are not affected much by this
variation of the internal friction angleE (accompanied by a change in the Poisson’s ratio
However, comparing Figure 3.11b fof = 30 and Figure 3.11c for E = 40 shows that the
horizontal stresses tend to decrease when the friatigte is increased. For instance, wheh
goes from 30to 40 in the inclined stope with = 60, the value of decreases from 78.4 to

62.1 kPa near mid-height of the opening.
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Figure 3.11 : Stresses distributions along the CL &vious internal friction angle (30° and
40°) of the backfill and inclination anglegfrom 90 to 60 ); a) vertical stress (CasgTable
3.1); b) horizontal stress (Case 0, Table 3.1); ¢) horgsiitess (Case, Table 3.1).

Similar trends can be observed along the footwall (Big2). As the friction angle E
increases from 3@o 40, the horizontal stresses decrease significantly. isiamnce, the value of

N in the stope with = 70 goes from 64 kPa forE ' Tto54 kPafor E ' ! near mid-
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height (Fig. 3.12b and 3.12c). The vertical stresseéFig. 3.12a) along the FW change only

marginally with E

o

— —P=60°, $=40°
50 & ——}=70°, p=40°
------ p=80°, $=140°
...... B=90°, p=40°

Overburden

(oI

Sxza]

— T =

Figure 3.12: Stresses distributions along the FW foouarinternal friction angle (30 and
40) of the backfill and inclination angles(from 90 to 60 ); a) vertical stress (CasgTable
3.1); b) horizontal stress (Case 0, Table 3.1); ¢) hor@&aiitess (Case, Table 3.1).
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Along the hanging wall, the horizontal stressesfor E= 40 are also smaller than those
obtained for E 30, for varying from 60 to 90 (see Fig. 3.13b and 3.13c).e Mertical
stresses, along the HW is not affected much by an increase effibtion angle; for example,
near the base of the stope witk 70, , 110D;5for E=30 and , 116D;5for E=40
(Fig. 3.13a).

0.2 .25
50 | = =p=60° ¢=40° o p=60°, =30°  m— (=707, d=40°
© p=T0°, ¢=30° ====p=B0°,$=40° o P=80°, $p=30°
a) (=90°, p=40° (=90°, p=30° Overburden

b)

Figure 3.13: Stresses distributions along the HW foioua internal friction angle (30° and
40°) of the backfill and inclination anglegfrom 90 to 60 ); a) vertical stress (CasgTable
3.1); b) horizontal stress (Case 0, Table 3.1); ¢) hor@aiitess (Case, Table 3.1).
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3.5 Comparison between numerical and analytical results

Simulations results obtained with FLAC are comparéth ¥he stresses calculated using the

analytical solutions (Egs. 3.1 to 3.12) presentedezarl

Figure 3.14 shows the results obtained from theseigntutind numerical calculations for
Case 0 (Table 3.1), with= 90, 80, 70, and 60. For the vertical stope € 90, Fig. 3.14a), the
vertical stresses near the walls obtained from the isalgroposed by Li and Aubertin (2008)
(Eq. 3.3) compares well with the numerical resultsait also be seen that the vertical stresses
given by Eq. 3.6 (from Caceres et al., 2006) are sdratwmaller than those given by Eq. 3.9
from Ting et al. (2011); these two solutions (Eqs 3@ 8.9) give higher stresses than the

numerical simulations near the walls.

Figure 3.14a (left side) also show that the verticalsste , along the CL given by the
analytical solutions (Eqgs 3.1, 3.3, 3.6 and 3.9) arb/felose to each other, and somewhat higher
than those obtained from the simulations. For exantpke,vertical stress obtained from the
numerical calculation near mid-height along the C194 kPa, while, 214 B;5 for Equation
3.1, , 216D;5 for Equation 3.3, , 209b;5 for Equation 3.6 and, 221B;5 for
Equation 3.9.

The horizontal stresses along the CL given by Equations 3.2, 3.4 and 3e/amost the
same. These stresses are a little bit lower tharetbhbtined from the simulation results (Fig.
3.14a, right side); for example, the horizontal stress mid-height of the CL is 85 kPa for the

numerical results, and 71 kPa for Eq. 3.2.

These differences are also presented in Tables 3.2n8.3.4, which have been prepared to
help with the comparison between numerical resultistha values obtained from the analytical
solutions for the vertical (Eqg. 3.1, 3.3, 3.6, 3.9) &odizontal (Eq. 3.2, 3.4, 3.7, 3.11) stresses.
These tables give the stresses at different locatiomise backfilled stopes, i.e. along the FW,
HW, and CL, at depth dfi/4, H/2, and 8/4; the differences (%) with the simulated results are
also given. These tables will be used in the follmyvcomparative evaluation of the stresses
distributions presented in Figures 3.14, 3.15 and. 3 k6 emphasis in what follows is placed on

the analytical results that differ significantly froneteimulations.
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Figure 3.14b shows the stresses along the CL, FWHMWdwithin the stope with walls
inclined at = 80. This figure indicates that the vertical stressesioétafrom Equations 3.6 and
3.9 are almost the same; these are however smallethtbairesses given by Equations 3.1 and
3.3 along the central line. The vertical stressesalthe hanging wall obtained from these
solutions are quite different than those given bysiheulations. The horizontal stresses along the
hanging wall (Fig. 3.14b, right side) given by thalgtic solutions (Eqgs 3.2, 3.4, 3.7 and 3.11)
are also significantly different than the numerical rssuAhs seen in Table 3.2a, this difference
can exceed 43 % (i.e. about 24 kPa) for Equation Adxheight.

Figure 3.14c shows the stresses in the inclined stéffe = 70. As mentioned above, it is
observed here again that the vertical stresses teddctease from the footwall to the hanging
wall. The simulated vertical stresses are lower thmse given by Egs 3.1, 3.3, 3.6 and 3.9,
particularly near the HW; for example, the differencebisud 109% for Eq. 3.1 near mid-height
(Table. 3.2a). There is also a fairly large differencet@@0%) for the horizontal stresses (Fig.
3.14c, right side) along the hanging wall for the thgekitions (Eqs 3.2, 3.4 and 3.7; see Table
3.2a).
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Figure 3.14: Distribution of the vertical (left) and hontal (right) stresses along the central line
(CL), footwall (FW) and hanging wall (HW) obtained from tiemerical simulations and four
analytical solutions; a)=90; b) =80;c) =70;d) =60 (Case OB =6 m, Table 3.1)figure

modifiée par rapport a celle du manuscrit original).

Figure 3.14d shows the vertical (left side) and horiadnight side) stresses within the stope
with = 60. The simulated vertical stresses along the HW anda@Lfar from those given by
the analytical solutions (> 100% difference at mid-heiglong the HW; see also Table 3.2a,
3.2b). The difference is somewhat smaller for the hor&éostresses along the footwall,
particularly for Eq. 3.7.
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The effect of increasing the stope widthto 20 m on the stresses obtained from the
analytical solutions and numerical simulations carabsessed from results shown in Figure 3.15,
(Case, Table 3.1; varying from 60to 90), and Figure 3.14 (fd8 = 6 m).

Table 3.2a: Vertical and horizontal stresses (kPa) aloadranging wall (HW) in the backfilled

stope (Case 0, Table 3.1); values obtained with Bds.3.2, 3.3, 3.4, 3.6, 3.7, 3.9, 3.11, and
from the numerical simulations, for= 60, 70 and 80; the difference (%) with the simulation

results (last column) is also given (in parenthesis).

. Eq. 1 () Eq. 3 (v) Eq. 6 (v) Eq. 9 (V) Simulation
Elevation

Ed. 2 (1) Eg. 4 (1) Ed. 7 (n) Eqg. 11 (n) HW

- 142 (48%) | 120 (25%) | 138 (43%) | 138 (43%) 96

48 (25%) | 49 (23%) | 48 (25%) 69 (8%) 64

/4 - 142 (100%)| 120 (69%) | 134 (89%) | 131 (84%) 71
48 (33%) 49 (32%) 47 (35%) 65 (9%) 72

- 142 (173%)| 120 (131%) | 126 (142%)| 123 (136%) 52

48 (26%) | 49 (25%) | 44 (32%) 62 (4%) 65

- 213 (49%) | 177 (24%) | 205 (43%) | 204 (43%) 143

71 (26%) | 73 (24%) | 72 (25%) 102 (6%) 96

2 - 213 (109%)| 177 (73%) | 193 (89%) | 184 (80%) 102
71 (23%) | 73 (20%) | 67 (27%) 92 (0%) 92

- 213 (188%)| 177 (139%)| 173 (134%)| 167 (126%) 74

71 (25%) | 73 (23%) | 60 (37%) 83 (13%) 95

- 248 (55%) | 204 (27%) | 234 (46%) | 233 (46%) 160

83 (20%) | 83 (20%) | 82 (21%) 116 (11%) 104

P 248 (125%)| 204 (85%) | 218 (98%) | 206 (87%) 110
83 (12%) | 83 (12%) | 76 (19%) 103 (9%) 94

- 248 (231%)| 204 (172%)| 190 (153%)| 182 (143%) 75

83 (7%) 83 (7%) 67 (25%) 90 (1%) 89
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Table 3.2b: Vertical and horizontal stresses (kPa) allbagentral line (CL) in a backfilled stope
(Case 0O, Table 3.1); values obtained with Egs. 32,33, 3.4, 3.6, 3.7, 3.9, 3.11, and from the
numerical simulations, for = 60, 70 and 80; the difference (%) with the simulation results (last

column) is also given (in parenthesis).

) Eq.1(v) | EqQ.3(v) | Eq.6(v) | EQ. 9 () | Simulation
Elevation

Ed.2(n) | Eq.4(n) | Eq. 7 (n) | Eq. 11 (n) CL

8 142 (13%)| 156 (24%)| 138 (9%) | 138 (9%) 126

48 (24%) | 52 (17%) | 48 (24%) | 69 (9%) 63

H/a - 142 (30%)| 156 (43%)| 134 (23%)| 131 (20%) 109
48 (27%) | 52 (21%) | 47 (29%) | 65 (1%) 66

&G 142 (42%)| 156 (56%)| 126 (26%)| 123 (23%) 100

48 (19%) | 52 (12%) | 44 (25%) | 62 (5%) 59

ac 214 (19%)| 225 (25%)| 205 (14%)| 204 (13%) 180

71 (20%) | 75 (16%) | 72 (19%) | 102 (15%) 89

wo |70 214 (74%)| 225 (83%)| 193 (57%)| 184 (49%)| 123
71 (11%) | 75 (17%) | 67 (5%) | 92 (44%) 64

60 214 (66%)| 225 (74%)| 173 (34%)| 167 (29%) 129

71 (9%) | 75 (4%) | 60 (23%) | 83 (6%) 78

a0 248 (23%)| 256 (27%)| 234 (16%)| 233 (16%) 201

83 (15%) | 85 (13%) | 82 (16%) | 116 (18%) 98

aia |70 248 (46%)| 256 (50%)| 218 (28%)| 206 (21%) 170
83 (9%) | 85(6%) | 76 (16%) | 103 (13%) 91

&G 248 (76%)| 256 (81%)| 190 (35%)| 182 (29%) 141

83 (10%) | 85 (8%) | 67 (27%) | 90 (2%) 92
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Table 3.2c: Vertical and horizontal stresses (kPa) atbagootwall (FW) in a backfilled stope
(Case 0O, Table 3.1); values obtained with Egs. 32,33, 3.4, 3.6, 3.7, 3.9, 3.11, and from the
numerical simulations, for = 60, 70 and 80; the difference (%) with the simulation results (last

column) is also given (in parenthesis).

) Eq.1(v) | EqQ.3(v) | Eq.6(v) | EQ. 9 () | Simulation
Elevation

Ed.2(n) | Eq.4(n) | Eq. 7 (n) | Eq. 11 (n) FW

8 142 (8%) | 120 (8%) | 138 (5%) | 138 (5%) 131

48 (16%) | 49 (14%) | 48 (16%) | 69 (21%) 57

H/a - 142 (33%)| 120 (12%)| 134 (25%)| 131 (22%) 107
48 (14%) | 49 (12%) | 47 (16%) | 65 (16%) 56

- 142 (24%)| 120 (5%) | 126 (10%)| 123 (8%) 114

48 (7%) | 49 (9%) | 44 (2%) | 62 (38%) 45

o 213 (18%)| 177 (2%) | 205 (13%)| 204 (13%)| 181

71 (6%) | 73 (4%) | 72 (5%) | 102 (34%) 76

H/2 - 213 (39%)| 177 (16%)| 193 (26%)| 184 (20%) 153
71 (14%) | 73 (12%) | 67 (19%) | 92 (11%) 83

- 213 (39%)| 177 (16%)| 173 (13%)| 167 (9%) 153

71 (18%) | 73 (22%) | 60 (0%) | 83 (38%) 60

a0 248 (14%)| 204 (6%) | 234 (8%) | 233 (7%) 217

83 (11%) | 83 (11%) | 82 (12%) | 116 (25%) 93

aia |70 248 (80%)| 204 (48%)| 218 (58%)| 206 (49%) 138
83 (17%) | 83 (17%) | 76 (7%) | 103 (45%) 71

&G 248 (47%)| 207 (21%)| 190 (12%)| 182 (8%) 169

83 (26%) | 83 (26%) | 67 (1%) | 90 (36%) 66

Figure 3.15a shows that the stresses along the Gheirstope with = 90 are relatively
close to the stresses along the walls (except hedrase of the stope). Both stresses are closer to
the overburden pressure than B= 6 m (Fig. 3.14a). The results obtained from the aicaly
solutions are fairly close to the numerical resultsligs vertical stope.

Figure 3.15b shows the vertical (left side) and horidamight side) stresses obtained for a
stope with = 80 (Case, see also Table 3.3). It is seen that the simulegeiical stresses can be

much lower (difference of up to 18%) than those obtain@ah analytical solutions, particularly
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near the HW. For example, this simulated strgsslong the HW near mid-heightis 229 kPa,
while , 326 B;5 for Equation 3.1, , 271Bb;5 for Equation 3.3, , 323b;5 for
Equation 3.6 and, 323D;5 for Equation 3.9.

Figure 3.15c illustrates the results obtained for teeical (left) and horizontal (right)
stresses along the FW, HW and the CL for a stope with70. These show that the simulated
vertical stresses along the HW are markedly smaller tthase given by the analytical solutions;
Table 3a indicates that this difference can reach nianme $9% (up to 101 kPa) along the HW at
mid-height. However, the simulated horizontal stressesnuch higher than those obtained from
Equations 3.2, 3.4 and 3.7 (difference of up to 31%).

For =60 (Fig. 3.15d), there is particularly pronounced diffeeebetween the simulated

vertical stresses along the HW (difference of abo@%d 3ear mid-height) and the analytical

results.
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Figure 3.15: Distribution of the vertical (left) and hontal (right) stresses along the central line

(CL), footwall (FW) and hanging wall (HW) obtained from tinemerical simulations and from
the four analytical solutions; a}90; b) =80;c) =70;d) =60 (Case, B =20 m).(figure

modifiée par rapport a celle du manuscrit original).

The results summarized in Table 3.3 (a, b, ¢) inditaé both simulated stresses along the

HW are usually quite different than the ones obtain@ah the analytical solutions.
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Table 3.3a: Vertical and horizontal stresses (kPa) albadchanging wall (HW) in a backfilled
stope (Case, B = 20 m, Table 3.1); values obtained with Egs. 3.2, 3.3, 3.4, 3.6, 3.7, 3.9,
3.11, and from the numerical simulations, for 60, 70 and 80; the difference (%) with the

simulation results (last column) is also given (in ptresis).

) Eq. 1 (V) Eq. 3 () Eq. 6 () Eq. 9 (v) | Simulation
Elevation

Ed.-2(n) | Eq.4(n) | EQ.7(n) | EQ.11 (1) HW

8 180 (62%) | 150 (35%) | 177 (59%) | 177 (59%) 111

60 (27%) | 63 (25%) | 62 (24%) 88 (7%) 82

H/a - 180 (153%)| 150 (111%)| 176 (147%)| 175 (146%) 71
60 (28%) | 63 (25%) | 62 (26%) 87 (3%) 84

&G 180 (205%)| 150 (154%)| 173 (193%)| 171 (190%) 59

60 (32%) | 63 (29%) | 60 (32%) 86 (3%) 89

- 326 (42%) | 271 (18%) | 323 (41%) | 323 (41%) 229

108 (29%) | 113 (26%) | 113 (26%)| 161 (6%) 152

H/2 - 326 (92%) | 271 (59%) | 314 (85%) | 308 (81%) 170
108 (34%) | 113 (31%) | 110 (33%)| 154 (6%) 164

- 326 (179%)| 271 (132%)| 301 (157%)| 297 (153%) 117

108 (33%) | 113 (30%) | 105 (35%)| 148 (8%) 161

- 443 (48%) | 366 (22%) | 436 (45%) | 435 (45%) 300

148 (35%) | 153 (33%) | 153 (33%)| 217 (5%) 229

aia |70 443 (107%)| 366 (71%) | 420 (96%) | 409 (91%) 214
148 (31%) | 153 (28%) | 147 (31%)| 205 (4%) 214

60 443 (226%)| 366 (169%) 396 (191%)| 388 (185%) 136

148 (26%) | 153 (23%) | 139 (30%) | 194 (3%) 200
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Table 3.3b: Vertical and horizontal stresses (kPa) atbadgootwall (FW) in a backfilled stope
(Case, B =20 m, Table 3.1), values obtained with Egs. 3.2, 3.3, 3.4, 3.6, 3.7, 3.9, 3.11 and
from the numerical simulations, for= 60, 70 and 80; the difference (%) with the simulation

results (last column) is also given (in parenthesis).

Elevation Eq.1(v) | Eq.3(v) | Eq.6(\v) | EQ. 9 (\) | Simulation

Eq.2(n) | Eq.4(n) | EQ. 7 (1) | EQ. 11 (1) FW

- 180 (2%) | 150 (18%)| 177 (4%) | 177 (4%) 184

60 (30%) | 63 (27%) | 62 (28%) | 88 (2%) 86

wa |70 180 (3%) | 150 (19%)| 176 (5%) | 175 (5%) 185
60 (30%) | 63 (27%) | 62 (28%) | 87 (1%) 86

- 180 (9%) | 150 (24%)| 173 (13%)| 171 (14%)| 198

60 (23%) | 63 (19%) | 60 (23%) | 86 (10%) 78

ac 326 (4%) | 271 (14%)| 323 (2%) | 323 (2%) 316

108 (24%)| 113 (20%)| 113 (20%)| 161 (13%)| 142

v |76 326 (4%) | 271 (13%)| 314 (1%) | 308 (1%) 312
108 (22%)| 113 (19%)| 110 (21%)| 154 (11%)| 139

60 326 (5%) | 271 (12%)| 301 (2%) | 297 (4%) 309

108 (11%)| 113 (7%) | 105 (14%)| 148 (21%)| 122

80 443 (1%) | 366 (18%)| 436 (2%) | 435 (2%) 445

148 (26%)| 153 (24%)| 153 (24%)| 217 (8%) 201

amia |70 443 (12%)| 366 (7%) | 420 (6%) | 409 (3%) 395
148 (12%)| 153 (9%) | 147 (13%)| 205 (21%)| 169

60 443 (18%)| 366 (3%) | 396 (5%) | 388 (3%) 376

148 (1%) | 153 (3%) | 139 (7%) | 194 (30%)| 149
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Table 3.3c: Vertical and horizontal stresses (kPa) albagentral line (CL) in a backfilled stope
(Case, B =20 m, Table 3.1), values obtained with Eqs, 3.2, 3.3, 3.4, 3.6, 3.7, 3.9, 3.11, and
from the numerical simulations, for= 60, 70 and 80; the difference (%) with the simulation

results (last column) is also given (in parenthesis).

Elevation Eq.1(v) | Eq.3(v) | Eq.6(\v) | EQ. 9 (\) | Simulation
Eq.2(n) | Eq.4(n) | EQ. 7 (1) | EQ. 11 (1) CL
- 180 (2%) | 203 (15%)| 177 (1%) | 177 (1%) 176
60 (34%) | 67 (26%) | 62 (32%) | 88 (3%) 91
wa |70 180 (4%) | 203 (17%)| 176 (1%) | 175 (1%) 173
60 (36%) | 67 (29%) | 62 (34%) | 87 (7%) 94
- 180 (6%) | 203 (20%)| 173 (2%) | 171 (1%) 169
60 (38%) | 67 (31%) | 60 (38%) | 86 (11%) 97
ac 326 (6%) | 362 (17%)| 323 (5%) | 323 (5%) 308
108 (31%)| 121 (23%)| 113 (28%)| 161 (2%) 157
P - 326 (11%)| 362 (23%)| 314 (7%) | 308 (5%) 294
108 (32%)| 121 (23%)| 110 (30%)| 154 (2%) 158
o 326 (22%)| 362 (35%)| 301 (12%)| 297 (11%)| 268
108 (27%)| 121 (18%)| 105 (29%)| 148 (0%) 148
.| 443 (20%)| 486 (7%) | 436 (4%) | 435 (4%) 454
80 148 (24%)| 162 (16%)| 153 (21%)| 217 (12%)| 194
amia |70 443 (16%)| 486 (27%)| 420 (10%)| 409 (7%) 383
148 (22%)| 162 (14%)| 147 (22%)| 205 (8%) 189
60 443 (32%)| 486 (45%)| 396 (18%)| 388 (16%) 335
148 (18%)| 162 (10%)| 139 (23%)| 194 (7%) 181

The effect of the internal friction angleof the backfill was also evaluated; as this effect is
much more pronounced for the vertical stressonly the latter is considered here. Figure 3.16
and Table 3.4 show the results obtained for 40 for & along the hanging wall, footwall and
CL (case Il, Table 1); these can be compared with sesblained for =30 (Fig. 3.14). Figure
3.16a shows that the vertical stresses given by EmsaB.1, 3.3, 3.9 are slightly higher than the
numerical results for the vertical stope<{ 90) while Equation 6 gives slightly smaller stresses

(difference of about 10%, near mid-height).
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For =80 (Fig. 3.16b), the simulated vertical stresses alorgHtW are lower (difference
of up to 26 % at mid-height) than the analytical ressubr example, as shown in Table 3.4a, the
vertical stress obtained from the numerical calcutatiear mid-height along the HW is 143 kPa,
while , 219B;5 from Equation 3.1,, 218B;5 from Equation 3.3,, 181B;5 from
Equation 3.6 and, 198D;5 from Equation 3.9.

For =70, Figure 3.16c shows that the values pfcan be quite different, particularly near
the HW (difference > 61% at mid-height). For 60 (Fig. 3.16d it is seen the vertical stresses
obtained from Egs. 3.1, 3.3, 3.6 and 3.9 are quiferdnt from the simulated results along the
CL and HW.

This explicit comparison thus indicates that thel@ral solutions do not correlate well with

the simulated stresses in inclined stopes.
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Figure 3.16: Comparison between the vertical stressigned from the numerical simulations
and analytical solutions the center line (CL), footwgW) and hanging wall (HW): a)= 90;
b) =80;c) =70;d) =60 (Casel,B=6m, =40°(figure modifiée par rapport a celle

du manuscrit original).

3.6 Analysis and Discussion
3.6.1 Numerical analysis procedures

The relevance of the simulations results, which aegl iiere to establish the reference values
for the stresses, may be affected by various factors. Antioege, the mesh (grid) size can

influence the reliability of numerical calculationsid well known that increasing the size of the
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elements with FLAC may lead to imprecise results Jevaivery fine mesh can require excessive
CPU time. In this investigation, the mesh size wpsmized to obtain representative results that
have been previously validated (in part) using experiataetata (e.g. Li et al., 2005, 2006). A
relatively coarse mesh was used for the elastic rodkngge. grid size of 6 m near the model
boundaries, progressively reduced to 25 cm near theirgpevalls), while a finer mesh was
applied inside the opening (i.e. 20 cm grid size fatigal stopes and 15 cm for inclined stopes).

Li et al. (2007, 2009a) have highlighted the effectpodgressive stope filling on the
simulated stresses obtained with FLAC. The results recent sensitivity analysis performed by
Jahanbakhshzadeh (not shown hdegails given in Appendix Bindicate that using seven layers
to fill the inclined stopes lead to reliable and repraative values, because the stresses did not
change significantly when using more layers. The lagiwhs in the stresses distributions seen in
the various figures presented above are associatedthatimulti-step filling response of the
models (see detaiis Appendix B inJahanbakhshzadeh, 2016). When comparing the numerical
results and analytical solutions in Tables 3.2 #h &he main trend lines where used to so the

effect of these oscillations was minimize.
3.6.2 Key influence factors

The simulations results have been used above tstrdlie how the width and inclination
angle of backfilled stopes and the internal frictioglarof the fill material affect the stresses in
the openings.

These results specifically show that the vertical laodzontal stresses along the central line
(CL), hanging wall (HW) and footwall (FW) are often quitéelient from each other in inclined
stopes. Furthermore, the stresses distributions tewtiadonge with the inclination angle, with a
decreasing value of (from 90 to 60) usually producing a reduction of the vertical stresses
along the FW, CL and HW (Figs. 3.4, 3.5 and 3.6)gémeral, the horizontal stresses appear is
less affected by a change of angleThese trends are generally not well reproducedhiy t

analytical solutions considered here.

The stresses in backfilled stopes are also very sensitthe opening width B. Larger stopes
lead to an increase of and (to a somewhat lesser extent) this increase can be quite different

along the HW, FW and CL (e.g. Figs. 3.8 to 3.10). mbmerical simulations conducted here are
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based on the relationship betweehand given by Equation 3.12 (Fig. 3.3), which was adopted
for consistency of th&, value. The results obtained with this relationsHtprolead to horizontal
and vertical stresses that are somewhat smaller thasetobtained from independently
determined values for £ and, especially when the latter is smaller thanvlee given by Eq.
3.12 (e.g. Falaknaz, 2014ppendix B inJahanbakhshzadeh, 2016).

Additional simulations also indicate that the stessare also significantly affected by the
cohesionc of cemented backfills (Li and Aubertin, 2009a;Chapter 6 inJahanbakhshzadeh,
2016). It was however deemed preferable to condustabmparative assessment without the
effect of cohesion; all the calculations included hbtes considered a cohesionless backfill (with
c5= 0).

3.6.3 Limitations of analytical solutions

Numerical simulations with FLAC have been used ttawbthe stress state in backfilled
openings and to make comparisons with the resultsngby analytical solutions (Egs. 3.1 to
3.11) for vertical and inclined stopes. The comparadisgessment is summarized in Tables 3.2,
3.3 and 3.4.

Tables 3.2 show that for Case 0 the asymmetrical loligion of the vertical stresses across
the stope widthE) of inclined stopes is not correctly taken into ac¢duy these closed-form

solutions.

The comparison reveals that there are significant diffese between the simulated
simulations and the stresses given by Equations3331,3.6, 3.9. The differences are usually
more pronounced along the hanging wall (Fig. 3.14).eWhhe analytical solutions tend to

largely overestimate the vertical stresses

Similar comparisons are shown for Case Figure 3.15 and Table 3.3. These show that the
analytical solutions do not correlate well with siateld stresses, particularly along the HW of
this larger inclined stope. For example, the differesfoeertical stresses exceeds 132% at H/2 for

= 60 (Table 3.3a).

This comparison thus indicates that the applicabdit the analytical solutions is limited, in

part because these neglect the difference in the stisesalong opening width.
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3.6.4 Final remarks

The numerical results shown above are applicablepemings for which the effect of the
third dimension can be neglected (i.e. plane straimdition). Additional work is underway to
assess the effect of stope length on the stressistatelined stopes (Jahanbakhshzadeh et al.,
2015; Jahanbakhshzadeh et al., 2008@pter 5.

It is finally recognized that additional factors, nakén into account here, can also influence
the stresses in backfilled stopes, including evolubb pore-water pressures (PWP) and related
fill consolidation (Li and Aubertin, 2009b; EI Mkadn2012; EI Mkadmi et al., 2014), and the
excavation and filling of neighboring stopes (Falaketal., 2015a, 2015b). These aspects and

others have been addressed elsewhere.

3.7 Conclusion

This article presents results of a numerical investigathat illustrates the effect of the
opening geometry and material properties on the sg@sseclined backfilled stopes. The results
obtained with FLAC indicate that the stress transfer @aiching effect in stopes depend on many
parameters, including its width and walls inclinatenmgle, and also the internal friction angle of
the backfill.

The simulations indicate that a decrease of thenatbn angle (from 90 to 60) of the
walls can lead to a significant decrease in the cadrstress along the hanging wall, while the
horizontal stress may increase wheis reduced. Increasing the stope wiBthenerally leads to
increasing stresses but this effect is less pronounead the HW. The numerical simulations
also show that an increase of the fill internal frictiangle E (from 30 to 40) leads to a

decrease of the horizontal stresses along the hangiihg w

The systematic comparison between the simulatedssstse and those obtained from
analytical solutions shows that the latter don’t aeptwell the effect of these influence factors.
Hence an improved solution deemed necessary to pyopssless the stress state in inclined

stopes; such a solution is proposed by Jahanbakthsihzd al. (2016)Ghapter 5)
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CHAPITRE 4  : ARTICLE 2: ANEW ANALYTICAL SOLUTION FOR
THE STRESS STATE IN INCLINED BACKFILLED MINE STOPES

Abtin Jahanbakhshzadeh Michel Aubertint and Li Li*

This article was submitted to Geotechnical and Ggioll Engineering, Submitted in April 2016.

Abstract: There are several good reasons for using backfill in unolend stopes, including a
reduction of mine wastes on the surface and the imprenenf ground stability. Backfilling is
now commonly used in underground operations worldwsdepractical methods are required to
assess the stress state in stopes, on the surroundikgnass and on support structures. The
majority of existing analytical solutions for the stesshave been developed for vertical
openings. In practice, stopes often have inclinedswahd this affects the stress state. Recent
numerical studies have shown how the stresses distribin inclined backfilled stopes is
influenced by stope geometry and backfill strengthhds also been shown that existing
analytical solutions do not capture the essentiadéacies regarding these influence factors. In
this paper, a new solution is proposed for the vertioal horizontal stresses in backfilled stopes
with inclined walls. This solution takes into acotuhe variation of the stresses along the
opening height and width, including the differencéws=n the hanging wall and footwall, for
various inclination angles of the walls. Key reswdte presented and validated using recently

performed numerical simulations.

Keywords: Mine backfill, earth pressure coefficient, lgti@al solutions, inclined stopes,

numerical modeling, vertical and horizontal stresses.
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4.1 Introduction

The mining industry is an important asset for manyomeg around the globe, particularly
with regards to jobs and exports, and also for the impdc numerous technological
developments. Modern mining technology is exemplibgdhe evolution of backfilling practices
for underground stopes, which can lead to a significeduction in the amount of wastes
disposed on the surface and the related environmengelcits (Benzaazoua et al., 2008). Mine
backfill also provides ground support to improve roclssstability for a safer work place, and it
can help increase ore recovery and reduce dilution @dassd Archibald, 1998; Potvin and
Thomas, 2005; Darling, 2011).

In the vast majority of cases, mine backfills are mleds stiff than the surrounding rock
mass. After deposition in a stope, self-weight setiethof the fill material generates shear
stresses along the rough walls of the opening, trangfesdme of the overburden pressure to the
rock; this process is known as arching (e.g. Askew @ndl1978; Li et al., 2003; Potvin and
Thomas, 2005).

The arching theory of Janssen (1895) has been usatbwvelop specific geotechnical
solutions for the loads or stresses within many tygesngineered structures such as conduits in
ditches (Marston, 1930; Handy and Spangler, 2007;ddér, 2009), tunnels in cohesive soils
(Terzaghi, 1943; Ladanyi and Hoyaux, 1969; Iglesiaalet 1999), storage in silos and bins
(Blight, 2006), retaining walls (Take and Valsangk2®01; Greco, 2012), dams with confined
cores (Kutzner, 1997; Xu and Zhang, 2009), and miapest (Aubertin et al., 2003; Li et al.,
2005).

In the latter case, the size of the opening is onth@fmost influential parameters for the
stress state. The conditions along the fill-rock intex$agnd the backfill properties are other key
characteristics to consider. These factors are takenaotount by most analytical solutions
commonly used to evaluate the stresses in backiie# openings, However, the effect of wall
inclination is often neglected in these solutionsspite results that show this has a major
influence (Li et al., 2007; Li and Aubertin, 2009a)pritheless, solutions that include the latter
component exist, and have recently been reviewes;atsessment has demonstrated that these
are inconsistent with some of the main trends givenuyerical simulations (Jahanbakhshzadeh
et al., 2015, 2016a and in Chapter 3 in Jahanbakldgn, 2016). Additional developments were
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thus deemed necessary to account for stope geomets mealistically. The solution resulting
from such investigation is presented here.

A particular feature of the proposed solution is the walgfines and makes use of the earth
(lateral) pressure coefficiet This coefficient is commonly applied in soil meniw to analyze
the natural response under vertical loading and thetecklpressures on retaining walls (e.qg.
Lambe and Whitman, 1979; McCarthy, 2007; Handy apdn8ler, 2007). The earth pressure

coefficient is usually defined as the ratio between tibezontal ( ) and the vertical ()
effective stresses (i.4. 2 ,). The actual value df is known to depend on the soil strains

(or wall movement) and mobilization of shear strengthmp® equations were formulated by
Rankine for the stresses acting on smooth (frictionlesgjcal surfaces under active and passive
conditions. Coulomb proposed more elaborate expresdmmwalls that can be inclined and
rough. Over the years, modified solutions have also lbeseloped to define the earth pressure
coefficient along retaining walls (e.g. Chu, 1991; RBawl Fang, 2010; Greco, 2012; Patki et al.,
2015).

For backfilled stopes, the available solutions for $itresses consider that tKevalue is
constant across the width and height of the openitlogvever, simulations results have shown
that this may not be a representative hypothesisef{Lal., 2003; Li and Aubertin, 2008),
particularly for inclined stopes. A more realistic viesvtaken here to define the valuekafas
part of the newly developed solution for the stressémakfilled stopes with inclined walls. This
solution is presented below. It is then compared witinerical results for the value of coefficient
K and the stresses in inclined openings, consideriffgrent backfill properties and stope

geometries.

4.2 Arching in backfilled openings

Various closed-form solutions for the stresses in bactfidltopes have been reviewed by
Jahanbakhshzadeh et al. (2016) (Chapter 3). Keytsdsoin this comparative assessment, which
is based on numerical simulations, are used here asss to define the new solution

components.
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4.2.1 Marston’s solution

The Marston (1930) solution, initially developed toaksate the loads on conduits in
trenches, has served to formulate the basic equatidhdatresses in backfilled stopes (Aubertin
et al., 2003); it is recalled here in part to illustratev coefficientK is used in this type of

formulation.

The vertical stress along the height of a vertical bt opening can be evaluated (in 2D)
using the following equation, based on Marston’s smfufAubertin et al., 2003; Li et al., 2003):

JA (4.1)

whereh is the depth (m) in the backfilB is the width of the opening (m);is the friction angle
(°) along the interface between the fill and rock walls;is the cohesionless backfill internal
friction angle (°) (with 3 ); K( 2 . - is the earth pressure coefficient (expressed in terms

of effective stresses).

The stresses calculated with Eq. 4.1 can be muchiesntaan the overburden pressure
(given by , ?& ) because of the stress transfer associated with thengreffiect. The
existence of arching in backfilled stopes has beefircoed by experimental measurements and
numerical simulations (e.g. Li et al.,, 2003, 2005:apakaran et al., 2006; Pirapirakan, 2007,
Thompson et al., 2012; Falaknaz et al., 2015aaladbakhshzadeh et al., 2015).

Equation 4.1 has been extended to include addltfantors, including backfill cohesion and
3D stope geometry (Li et al., 2005) and pore watessures (Li and Aubertin, 2009b, 2010a).

These factors will not be considered here.

The valueK = Kq (at-rest)is sometimes used for the stresses in backfilled stépes
Pirapakaran and Sivakugan, 2007; Ting et al., 20%lEh as-rest earth pressure coefficient
corresponds to a condition where there is no horizettain under vertical loading. The value
is generally evaluated with Jaky’s (1948) simplified fémcal) equation (i.eKo= ), or

(less commonly) from the theoretical relationship withsBon’s ratio {x # -); these
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two well-known expressions are typically applied tamally consolidated soils (e.g. Aysen,
2002; McCarthy, 2007).

Some numerical simulations results have however @eitthatK can approach the value
of Rankine’s active earth pressure coefficient, partibulaear the central axis of vertical stopes
where and , are the minor and major principal stresses (i.e. , | ; Li et al., 2003;
Sobhi et al., 2014). This coefficient can be expressedollows for cohesionless fill with a
horizontal surface (e.g. McCarthy, 2007):

1. s\, K (4.2)

A value ofK = 2 « Kyrhas been specifically obtained from the simulationbawkfilled

stopes, considering indenpendant values f6and (this aspect will be discussed below).

Equation (4.2) will be used in the following to d&@a new solution for backfilled stopes
with inclined walls. This new solution also takesoi account the non-uniform stresses along the

opening width.

4.3 New solution

The simulation results presented in Chapter 3 in Jaldishzadeh, obtained with FLAC
(Itasca, 2002), illustrate how the (2D) stresses in fidbezk openings vary with various factors,
including the walls inclination angle These results show that a decrease of an(fflem 90 to
60) leads to a significant decrease in the vertical sassy the hanging wall. The simulations
also indicate that the stresses vary along theestogth (from the hanging wall to the footwall).
These further demonstrate how the fill properties influgheestress state in such inclined stopes.

These simulations results have also been compardd results obtained from analytical
solutions in Jahanbakhshzadeh et al., 2016a (Gh&ptan Jahanbakhshzadeh, 2016). The
significant differences observed highlighted the needafio improved solution for inclined
stopes. The authors introduce below a new solutiorvfaluating of the earth pressuteand the

stresses within backfilled stopes with inclined walls
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4.3.1 Background data and main tendencies

A conceptual backfilled opening is shown in Figuré.4n this figure! # O'°-5W
# O'°- are complementary angles for the waflslg S O’ ° * ); B (m) is the opening width
andl (m) is the horizontal distance from the hanging wall ¢ M \J; h (m) is the depth of the
calculation point in the backfilidh (m) is the thickness of the layer element used imatiadysis
to develop the new solutiodW (kN/m) is the weight of the layer elemeit;(kN/m) andV+dV
are the vertical forces on top and at the base of {fe# Eement, respectivelyuly and Fw are
the normal forces on the hanging and foot walls, resmgt Sqw and $w represent the shear

forces along the fill-rock interfaces at the hanging \{favV) and footwall (FW), respectively.

Figure 4.1: Reference model for an inclined backfilleghe (not to scale).

Simulations conducted with FLAC (Itasca 2002) wesedihere to assess the valueKof
( 1 ); the details for these calculations are given iradihbkhshzadeh et al. (2015, 2016a)

and in Chapter 3 in Jahanbakhshzadehl16) Briefly stated, the numerical calculations
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considered a homogeneous, isotropic and linearly ielastk mass, with the following
properties:E; = 30 GPa (Young's modulus), = 0.3 (Poisson's ratio) arfjj = 27 kN/n? (unit
weight). The backfill obeys an elasto-plastic law witie Coulomb yield (ultimate) strength
criterion. The fill properties are given by the valuésEp and , with the internal (constant
volume) friction angle (with O ), cohesion ¢(= 0) and dilation anglg’ (= O for the non-
associated flow rule adopted here). Table 4.1 giveg#dotechnical parameters for the different

simulated cases.

Table 4.3: Parameters used for the simuations, inadustiope size and material properties (with
H = 45 m;c' = 0; unit weight = 18 kN/n¥, Young’s modulu€ = 300 MPa)

Backfill properties Case 0 Case | Case
Poisson's ratio  x 0.33 0.33 0.26
Internal friction angle 30 30 46
Stope widthB (m) 6 20 6
Inclination angle () 60, 70, 80, 90 70 70
RN S
RN S

The reference stope is 6 m wide; it is filled to a fin@ight of 44.5 m, with 0.5 m of void
space left above the backfill. The two walls are pakal'he excavation is created in one step
and, after elastic convergence, filled in 7 stepsefigyto minimize the effect of adding the fill
too quickly (Li and Aubertin, 2009a; Appendix B iahhanbakhshzadeh 2016).

The detailed simulations results presented in Jalkéwshaadeh et al. (2016a) show how the
stress transfer (arching effect) in stopes is influenceddifferent factors. These results

specifically illustrate how the stresses in the opgnmary along the widtiB, and with the
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inclination angle . For instance, these show that the vertical stressesan significantly
decrease whengo from 90 to 60, particularly along the hanging wall (with a reductigfrmore
than 50 % in some cases). The results also indibatetie horizontal stresses along the hanging

wall can however increase whers decreased.

The numerical results further demonstrate that an iserehthe internal friction angIeEof
the fill (from 30 to 40) leads to a decrease of the stresses at depth, patidor the horizontal
stresses (by more than 20 % along the hanging walle Simulations performed by
Jahanbakhshzadeh et al. (2016a) also demonstratehkomidthB of the opening influences the

stress state.

These factors also affect the ratio between the horikanth vertical stresses. Figure 4.2
shows the value df ( 2 ,) given by the numerical simulations for Case O (Tablg dlong

the width (M % M \J at mid heighti/2) of the stope, for an inclination angleéhat varies from
90 (vertical) to 60 . The figure also include the valoé¥, (Jaky's equation) anld.r (EQ. 4.2),

which are independent frohand .

The simulations results indicate that the valu& a$ almost constant along the stope width
for the vertical stope' ( O' T). This is a somewhat different than the results bgtlal. (2003,
2009a), who used a different assumption to define élo&ftl properties (i.e. independent values
for 5W ). The results shown here are however close to thaseéneld by Falaknaz (2014),

who also considered the relationship betwegW  (based on thi, value).

For an inclined stopé ( O'T), the value oK changes markedly along the width, decreasing
(by up to about 30%) from the hanging wall to the fadtwnear the latter, the value Kffalls

betweernKy andKar.
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Figure 4.2: Simulated value of coefficidfi 2 ) at mid-height along the normalized width
(1/B) of the stope, for various inclination angleffrom 90 to 60 ), for Case 0 (Table 4.1); the

value ofKg ( —) andKar(EqQ. 4.2) are also shown.

Figure 4.3 shows the variation of coefficigft ( 2 ,) along the width of backfilled

stopes at different elevations (ild/4, H/2, and 8/4) for = 90 (Figure 4.3a), 80 (Figure
4.3b), 70 (Fig. 4.3c) and 60 (Fig. 4.3d). Figure 4.8afoems that the earth pressure for the
vertical stope does not vary much with the posiatong the width or also with depth. Thease
values lie betweeKar (Eq. 4.2) andK, (from which it is somewhat closer). In Figure 4.3bsit
seen thaK tends to decrease slightly with depth for 80 . TheK values are close to the at-rest
coefficient near the center line, and tend to fall betw& andK,g near the hanging wall where
the value is much lower than close to the footw@dirly similar tendencies are observed in
Figure 4.3c, for = 70 ; the value oK decreases from 0.57 at a depth of 22.25 m near the CL
0.49 at 33.37 m. These results indicate tas$ very close td, near the center of the stope,
while it again falls betweei, and K, along footwall. The same comments apply to results
shown in Figure 4.3d, for = 60 ; the drop from the HW to the FW is even more pumeed in

this case.



110

(%4 ——( *+ —B—( *+ =07 06 1 —e—(*+ —B—(*+ —a— (% - ] it

1B

——(*+ —Em—(*+ o ( %+ === ] ==(

c) d)

Figure 4.3: Simulated values for coefficighticross the width/B) of the stope at different
elevations h-H, -H and-H), a) inclination angle =90;b) =80;c) =70;d) =60 (Case

0, Table 4.1); the values Bf andK,rare also shown.

These results confirm that the simulated valu& @fcross the width is very sensitive to the
inclination  and, to a lesser degree, to elevation. Other regntis shown here) further

demonstrate that the value kfin inclined stopes is also influenced by the intefniation angle
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and opening width (Jahanbakhshzadeh et al. 2016axeltendencies should be captured by
the analytical solution.

4.4 Modified expression for coefficientk

As indicated above, the equation defining the vali& ( 2 ,) within inclined stopes

should take into account the effect of the horizohthd verticalh positions, and of the walls

angle . An analysis of the results shown above and thoséab&nbakhshzadeh et al. (2015,
2016a; see also Appendix B in Jahanbakhshzadehg) 2@tlicates that the value of this
coefficientk (=K ) can be represented by the following expression:

1 1. & & (4.3)

wherel;. is Rankine's active earth pressure coefficient (E2). #unctions and  represent

the effect of geometrical factors, i.e. width, heighd arclination; these are expressed as follow:

Ya

s TSU\V (4.4)

#S8e "' - ELS 8e *'J (4.5)

With

U L5 8e# [ (4.6)
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When the stope is vertical £ 90), function reduces to unity; there is no effect of the

elevation on coefficierK in this case (as indicated by numerical calculai@ng. Fig. 4.3a).

An explicit comparison between this modified formulatfor the value oK and the results
obtained with FLAC is presented below, for various ¢toals.
4.5 Solution for the stresses

The recent comparative assessment presented by d&hahbadeh et al. (2016) has shown
that existing analytical solutions do not correlatellwvith numerical results for the stresses in
inclined backfilled stopes. An improved solution ®mosed here to obtain these stresses under
plane strain conditions. This solution is develop@@btain the vertical stress, which is then

used to define the horizontal stress 1 | (with K=K given by Eq. 4.3 presented above).

The limit equilibrium of the layer element shown iiglre 4.1 is analyzed and the results are
combined with those of all layers to obtain the geahsolution for the entire backfilled stope,

similarly to the development leading to Eq. 4.1 (Agbertin et al., 2003; Li et al., 2005).

The weight of the backfiVW (kN/m) in this layer element is given by

uu ?vU 4.7)
The vertical forcé/ acting on the thin layer at depths:
u , V (4.8)

where |, is the vertical stress at position

The vertical force acting upward at the base of the boté element at positiam+ dhis:

usou #, sU, -V (4.9)

£ —U (4.10)
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where , is the shear stress along the wall at dépthhich is given by :
p 1., ‘L5 (4.11)

The two normal forces and the shear stresses on eaxlofsile layer element, which is under
limit equilibrium, are close to each other; hencew * Frw andf3y; ¢ R 54 can be considered

as a first approximation.

Considering the static equilibrium of forces acting loa layer element in the direction of the

inclined walls (Fig. 4.1) leads to:

00 Ous = (4.12)

Combining Eq. (4.12) with Egs (4.7) to (4.11) gives tbllowing equation:

- H 5832PQR Yir
0, # =40 (4.13)

For a friction angle of the fill equal to the fill-wall étion angle (i.e. E ), this leads to the

following equation:

H 5430PQRR ~

J 2
u, #- T (4.14)
Solving Equation 4.14 and considering the boundandition , ' ath =0 gives the vertical
stress:

BC#*“R"- H s PQRN
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For a vertical stope (= 90°), Equation 4.1%5educes to Equation 4.1.

The horizontal stress can then be expressed as:

1. (4.16)

wherel. is the coefficient of lateral earth pressure defined hyE)

This new solution is applied below to various cases] the results are compared with the
stresses given by numerical simulations conducteld RLAC.

4.6 Analytical and numerical results

Additional numerical calculations have been condiidt investigate the validity of the
newly developed solution, and assess its abilityefect the influence of backfill properties and

stope geometry. The various cases simulated for thigoge are identified in Table 4.1.

The numerical analyses conducted here use the gxgliationship (given with Table 4.1)
between the values of and , which is based on the expressions given above doicue value
of the at-rest coefficientKy, (details are given in Jahanbakhshzadeh et al., 2646;also
Falaknaz, 2014; Appandix B in Jahanbakhshzadeh)2016

The simulated stresses obtained with FLAC are coetparith those calculated with the

analytical solution presented above

4.6.1 Assessment of the stress rati%ézgé

Figure 4.4 shows a comparison betweenktt{e 2 ,) values resulting from the numerical

simulations, the coefficient of earth pressure atigsRankine’s active coefficieit,r (Eq. 4.2),
and the proposed equation (Eq. 4.3) along the witlgtopes at mid-height{/2, orh = 22.25 m)
for Case O (Table 4.1), with varying from 90 to 60. Figure 4a shows the value Kffor a

vertical stope ‘( O' i), for '3v,3 < ; only half the width is shown in this case as the

distribution is symmetric on both sides of the cendwabk. Figure 4.4b, c, and d show that the

CL
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values ofK along the width of the inclined stope with= 80, 70 and 60 respectively, for
'3 3V .
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Figure 4.4: Comparison between the coeffici¢htsbtained from the simulations (FLAC) and
calculated with proposed solution (Eq. 4.3) and Ramkig. 4.2) at mid-height of the stope. For
Case 0 (Table 4.1) with a)= 90, b) =80,c) =70,d) =60.

It is seen on these figures that the numerical sinomsitgive results that are generally close
to the value oK obtained from the proposed solution. The magnitudegemeral tendency are
well captured by the latter, with a value Kfthat diminishes from the hanging wall to the

footwall.

The figures also indicate that the simulated and ptedivalues oK are relatively close to

Ko near the central line, while these values are tylgibatweenK, andK,r near the footwall.
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Additional results have also been obtained for 85 and 75 (not shown here); the
comparison confirms that the proposed solution follolws trends given by the numerical

simulations (Appendix B in Jahanbakhshzadeh, 2016).

As mentioned above, various investigations have shitwat the opening widtB can greatly
influence the stresses in backfilled stopes (Li et 2003, 2007; Li and Aubertin, 2009a;
Jahanbakhshzadeh et al., 2016a). These numericakrbauk also indicated that when the stope
walls are inclined, the stresses along the centraldnd footwall are usually much more affected
by an increase of the width than the stresses alandpahging wall (Jahanbakhshzadeh et al.,
2016a). It can therefore be expected that the vallewill also be influenced by an increase in
the backfilled stope width.

Figure 4.5 shows the valdkealong the width at mid-heighH(2) of the stope, foB = 20 m
(Casela, Table 4.1), with = 60 (Fig. 4.5b) and 70 (Fig. 4.5a); these results lmarcompared
with those shown in Fig. 4.4 f@ = 6 m. This comparison indicates for instance thatvalues
of K are increased slightly whéhgoes from 6 m to 20 m; this effect becomes more prorealinc

when approaching the hanging wall.

It is seen on Fig. 4.5 that the valuekoaicross the width of the inclined stope obtained from
the proposed Equation (Eq. 4.3) compares well with nbenerical results. Again, these
calculated values can largely exceed the valuég ef 0.5 andK,r = 0.33 near the hanging wall,

but they tend to approach the latter values closeedootwall.
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Figure 4.5: Comparison between the coeffici¢ghtsbtained from simulations (FLAC) and

calculated with proposed solution (Eq. 4.3) and Ramkiitg. 4.2) at mid-height of the stope. For
Case (Table 4.1)B =20 m, witha) =70,b) =60.

The coefficientK depends on various other factors, including the sheamgth of the fill
material (Falaknaz, 2014; Sobhi, 2014). Figure 4.6 sh@womparison between the value«Kof
obtained from simulations results and from the proposgd4E3 for an internal friction angle

E T (with 'zé , Case , Table 4.1), for = 70 (Fig. 4.6a) and 60 (Fig. 4.6b). It is
seen that the value & tends to decrease when the friction angle is incre@smupare with
Figure 4.4 for E T

Figure 4.6 indicates that, although the match ispsotect, theK values within the backfill
follow the same trend; the correlation between the megpcequation and the simulations is
however much better near the footwall than close tthémging wall.

Calculations made for other inclination angles (of 9@ 80 ) also indicate that the valu€s
correlate well (details in Appendix B in Jahanbakhdleha 2016).
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Figure 4.6 : Comparison between the coeffici¢htsbtained from simulations (FLAC) and
calculated with proposed solution (Eq. 4.3) and Rankiity. 4.2) at mid-height of the stope for
Case (Table 4.1), =40 witha) =70,b) =60.

4.6.2 Evaluation of the stress state

The stresses in backfilled stopes obtained from thelations with FLAC have also been
compared with those given by the solution proposeva@lfEq. 4.17 and 4.18). These results are

used to assess the validity of this solution for medi openings.

Figure 4.7 shows the comparisons between the ve(tefakide) and horizontal (right side)
stresses for Case 0 with= 90 (vertical stope) along the CL (Fig. 4.7a) and neawthkls (Fig.
4.7b). This comparison indicates that the stressesuletééd with the proposed solution

correspond very well to those obtained from the numlecadaulations.
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b)

Figure 4.7 : Vertical (left) and horizontal (right) stresakdifferent elevationh, obtained with
the proposed analytical solution and numerical sitiaria for Case 0 (Table 4.1), with= 90
a) along CL and b) along wall§igure modifiée par rapport a celle incluse dans le reeuiiu

initialement soumis).

Figure 4.8 shows the stresses along the footwall &8), CL (Fig. 4.8b) and hanging wall
(Fig. 4.8c) within a stope with an inclination angle 80. Again, both the vertical (left side) and
horizontal (right side) stresses given by both approaehesclose to each other. The same

observation applies for stopes with 70 (Fig. 4.9) and = 60 (Fig. 4.10).
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b)

c)
Figure 4.8 : Vertical (left) and horizontal (right) stresatdifferent elevationh, obtained with
the proposed analytical solution and numerical sitraria for Case 0 (Table 4.1), with= 80
a) along footwall; b) along centre line; c) along haggiall. (figure modifiée par rapport a celle

du manuscrit original)
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b)

c)

Figure 4.9 : Vertical (left) and horizontal (right) stresatdifferent elevationh, obtained with
the proposed analytical solution and numerical sitraria for Case 0 (Table 4.1), with= 70
a) along footwall; b) along centre line; c) along haggiall. (figure modifiée par rapport a celle

du manuscrit original)
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Figure 4.10 : Vertical (left) and horizontal (right) stressedifferent elevationl, obtained with
the proposed analytical solution and numerical sitraria for Case 0 (Table 4.1), with= 60
a) along footwall; b) along center line; c) along haggwall. (figure modifiée par rapport a celle

du manuscrit original)
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Hence, the proposed solution appears to captureheeéiffect of the inclination angle on the
horizontal and vertical stresses across the openidthaind along its height.

The effect of the stope width was also investigatedh that of angle . Figure 4.11
compares the stresses obtained from the numerical raaiyttiaal solutions along the FW (Fig.
4.11a), CL (Fig. 4.11b) and the HW (Fig. 4.11c) for 70, for B = 20 m (Case). It is seen
that the vertical and horizontal stresses obtained fratwo approaches are close to each other
along the footwall and center line. There is howewesomewhat more pronounced (although
limited) discrepancy in the case of the vertical stesdeng the hanging wall (Fig. 4.11c); the
difference can be considered to be on the safe sitlee amalytical solution gives a conservative
(larger) estimate of the stresses in this case.

The correlations between the stresses obtained frenpribposed solution and simulations
are also quite good for inclination angless 60, 80 and 90°, as shown in Appendix B in
Jahanbakhshzadeh (2016).
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Figure 4.11 Vertical stresses at different elevatidn®btained with proposed analytical solution
and numerical simulations for CaséTable 4.1)B=20m, =30 with =70:a) along

footwall; b) along center line; ¢) along hanging wall.

Earlier investigations have also demonstrated thastiesses in stopes can be affected by
the internal friction angle of the backfill (Li and Autia 2009a; Falaknaz 2014). Figure 4.12
illustrates the effect of increasing the friction angl’%to 40 (from 30° on Figure 4.9) on the
stresses obtained from the proposed solution and &iioig (considering also a change in the
Poisson’s ratio) for = 70 (Case Il, Table 4.1). This comparison again indicétes both the
vertical and horizontal stresses are close for the twestyof solutions, at the three critical

locations (FW, HW, and CL) considered here. Similarlpdyaorrelations exist for different
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inclination angles of 90, 80, 60 and for a friction angle of 35(Appendix B in
Jahanbakhshzadeh 2016).

b)

c)
Figure 4.12 Vertical (left) and horizontal (right) stresses at differdavationsh, obtained with

the proposed analytical solution and numerical sitraria for Case (Table 4.1, = 40 and
= 70): a) along the footwall; b) along the center line;long the hanging wallfigure modifiée

par rapport a celle du manuscrit original).
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These comparative results thus tend to indicaté the stresses obtained from the newly
developed analytical solution represent well thogainbd from the numerical simulations. This
new solution constitutes an improvement over the rotdsting solutions evaluated by
Jahanbakhshzadeh et al. (2016).

4.7 Discussion

In addition to the solutions assessed by Jahanbakbsh et al. (2016a), another recent
solution presented in Sobhi et al. (2016) can alsaud®x to estimate the value of the earth
pressure coefficient along the central line (CL) of iretirstopes as a function of the inclination

angle and internal friction angle . This equation can be expressed as follows:

1 21 g Hy ge (4.17)

Equation 4.17 is based on an expression proposedniyet al. (2011), in which the at-rest state
is replaced by the Rankine’s active state; the origirpression also includes an additional term
for the effect of the friction angle along the walls (notsidered in Eq. 4.17). Eq. 4.17 has been
successfully compared with simulations results cotetuavith a finite element code, for the

stress ratid along the CL.

Simulations with FLAC have been used here to agbesgesults along the central line (CL)
for Case 0 (Table 4.1), withvarying from 90 to 60 . The different valueskfgiven by Eq. 4.3
(proposed here), Eq. 4.17 and the simulations are shotig. 4.13. This comparison shows that

the value ofK ( 2 ,) given by Eq. 4.3 and 4.17 are close to each otfioumh the two

relationships do not follow exactly the same trend ifiadifferent curvatures). These values
tend to be somewhat lower than the simulations esliting the central line (as was also shown

in Figure 4.6 above); the equation proposed here appgedbe somewhat closer, in terms of
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magnitude and trend, to the numerical results (comfrafeqg. 4.17). Hence, this comparison
tends to add further support to the validity of the éigngproposed here.

Figure 4.13 CoefficientK along the CL obtained from the simulations (FLAC) aritth
Equation 4.3 and 4.17 for Case 0 (Table 4.1), at mighbef the stope, for various inclination

angles (from 90 to 60).

It should be recalled also that the numerical resulscate that the valu& along the
hanging wall (WL) and footwall (FW) are often quite diffat from each other and from the

value along the CL in the case of inclined stopesvds shown above that the earth pressure
coefficientK ( 2 ,) tends to decrease from the hanging wall to the fdbt{iey. 4.2). Its

value is also influenced by the elevation in thekliled stope (Fig. 4.3). The value &f should
thus be expressed also as a function of the posiliorg ahe width and height, as is the case with
the new solution proposed here.

These analysis of the stress state demonstratedttathie simulated vertical and horizontal
stresses along the central line (CL), hanging wall (W footwall (FW) are generally close to
those given by the newly developed solution preskrtere, for stopes having different
inclination angles (from 90 to 60), width (from 6 m to 20 m) internal friction angIeE(from
30 to 40).
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It can further be mentioned that the stresses givehdse approaches are also close to those
obtained from an alternative closed form solution basedhe Coulomb active earth pressure
coefficient (instead of Rankine’s coefficient), developew adescribed in Appendix E in
Jahanbakhshzadeh (2016); the solution presented heosvesrer deemed preferable because of

its relative simplicity and ease of application.

Despite the encouraging results presented abovewalifieitations pertaining to this
investigation should be kept in mind. For instaritghould be recalled that all the calculations
shown here were done without interface elements, usiagproperties of the backfill for the
contact with the -rock interface ( 4 O LgefL 8eg7 e %o ' ). This approach was shown to
be reasonable for cohesionless backfill with rough roakswin Chapter 6 in Jahanbakhshzadeh,
2016). However, this simplifying assumption may net dpplicable for cemented backfill or
smooth rock surfaces, as suggested by a few expeghienéstigations (e.g. Pirapakaran, 2008;
Fall and Nasir, 2010) and numerical studies (El Mkaetnal., 2014).

The solution presented here has been developedtesimmless backfill, which gives higher
vertical stresses in the stopes compared to a cedhdiliteThis is a conservative approach
because cohesion is known to increase the stressfdrafeading to a decrease of the vertical

stresses in backfilled openings (e.g. Li et al., 200and Aubertin, 2009a; Falaznaz, 2014).

The effect of pore water pressures was also negleetex] the results are thus applicable to
cases where these pressures have been dissipatechfidy don’'t exist). This factor has been
treated explicitly in other investigations (e.g. biddAubertin, 2010a; El Mkadmi et al., 2014)

Another limitation of this work is that 2D (plane stiasolutions neglect of the effect of the
third dimension. The proposed solution is valid whies length of the opening is much larger
than its width (Li et al., 2003). It also representsoaservative solution for actual 3D cases.
Additional work is underway to assess the effect oftthiel dimension on the stresses within
inclined stopes (Jahanbakhshzadeh et al., 201%apt€r 5n Jahanbakhshzadeh 2016).

4.8 Conclusion

This paper further advances the investigation on theteffeopening geometry and material
properties on the value of coefficieit( 2 ,) and on the corresponding stresses in inclined

backfilled stopes. Simulations results indicate theecrease of the inclination angléfrom 90
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to 60) of the walls can lead to a significant increase & vhlue ofK from the hanging wall to
the footwall. Increasing the stope widshgenerally leads to a decreasiigparticularly near the
HW. An increase of the fill internal friction angle (from 30 to 40) also leads to a decrease of
the value oK along the hanging wall. Based on these numericaltsgsa new formulation has

been developed to obtain the non-uniform distributibK o inclined backfilled stopes.

The formulation of coefficienK in introduced in a new solution for the stress statech is
based on the Marston arching equation. It givesstresses in the entire inclined stope, with an
emphasis placed here on the profiles along the hangiallj footwall and central line.
Comparisons between numerical simulations and this mealytical solution for various
inclination angles (from 90 to 60) of the walls indicate that it can provide a good
representation of the stress state in the openings.afalytical solution also takes into account

the effect of the stope height and width, and of thénternal friction angle E
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CHAPITRE S5 : ARTICLE 3: THREE-DIMENSIONAL STRESS STATE
IN INCLINED BACKFILLED STOPES OBTAINED FROM NUMERIC AL
SIMULATIONS AND A NEW CLOSED-FORM SOLUTION

Abtin Jahanbakhshzadeh Michel Aubertint and Li Lit

This article was submitted to Canadian Geotechdioainal, Submitted in July 2016.

Abstract: Backfill is commonly used world-wide in underground ssnto improve ground
stability and reduce solid waste disposal on the searfRractical solutions are required to assess
the stress state in the backfilled stopes, whichflagnced by the fill settlement that produces a
stress transfer to the adjacent rock walls. The mygjaiftexisting analytical and numerical
solutions for the stresses in backfilled openings wlereloped for 2D (plane strain) conditions.
In reality, mine stopes have a limited extensionthe horizontal plane so the stresses are
influenced by the four walls. This paper presents retteae-dimensional simulations results and
a new 3D closed-form solution for the vertical and horiabstresses in backfilled stopes with
inclined walls. The numerical results are used todasd the analytical solution and illustrate
how the stress state varies along the opening hegayigth and width, for different opening sizes

and inclination angles of the footwall and hangindl.wa

Keywords: Mining stopes, backfill, 3D analytical stduns, inclined openings, 3D numerical
modeling, stress state
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5.1 Introduction

Backfilling is very common in underground mining opgémas around the world (e.g. Hassani
and Archibald, 1998; Potvin et al., 2005; Blight,120 Hambley, 2011; Darling, 2011).
Backfilled stopes initially served to enhance groutadbisity, but the technique is now frequently

used as an alternative to surface disposal of mineewéBenzaazoua et al., 2008).

The evaluation of the stress state in backfilled apgniis essential to assess their
geomechanical behavior. As the backfill tends tolesettter deposition, frictional stresses are
generated along the rock interfaces, producing a loadfenafrom the softer fill material to the
surrounding walls. The magnitude of this stress redigioh in and around backfilled stopes,
associated to an arching effect, depends on many fantdusling backfill properties, size of the

openings and inclination angle of the walls (e.getLal., 2007).

Most investigations on the stress state in backfiieapes have been conducted for vertical
walls under 2D conditions (e.g. Askew et al., 19A8bertin et al., 2003; Li et al., 2003;
Pirapakaran and Sivakugan, 2006; Li and Aubertin, 82@M09a; Helinski et al., 2007, 2010;
Fahey et al., 2009; ElI Mkadmi et al., 2014). A fethers have focused on 2D stopes with
inclined walls (e.g. Caceres, 2005; Li et al., 200i7and Aubertin, 2009a; Singh et al., 2010;
Ting et al., 2011; Jahanbakhshzadeh et al., 20056&). Some three-dimensional analyses have
also been performed for vertical openings (Li et abQ£ 2005; Pirapakaran, 2008; Li and
Aubertin, 2009b). However, little work has been perfornoedthe 3D stress distribution in
inclined stopes, considering the effect of the fouerkdt walls, despite the fact that such

conditions are more representatives of many situatiosgu.

In this paper, the authors present the results ofiBidlations to illustrate the effect of key
influence factors on the stress state in backfilledestpmcluding inclination angle of the walls,
size of the stopes, and fill properties. A new closed-feotution is proposed for the three
dimensional stresses in stopes with inclined wadllsis solution is compared with numerical
results for different cases. These comparisons tend diwaire that the proposed solution

represents well the complex stress state for the vaciages investigated here.
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5.2 Modeling approach and simulated cases

When placed in an underground stope, backfill tendsdge downward under its own weight.
This creates shear stresses along the rock walls, wiaghin turn reduce the vertical stresses in
the fill due to arching (e.g. Aubertin et al., 2003;ettial., 2003; Pirapakaran et al., 2006). This
type of behavior has been analyzed in this investigavith the three-dimensional explicit finite-
difference code FLA® (ltasca, 2013), which is well-adapted to simulatgusatial excavation

and filling of mine stopeée.g. Li et al. 2009a; Falaknaz, 2014).

Figure 5.1a shows the conceptual model of an incllveskfilled opening, used to construct
the numerical models. In this figure,(M90°) is the wall inclination angld3 (m) is the opening
width; r (m) is the horizontal distance from the hanging wal,to the footwall'M MYV ); L
(m) is the opening length;(m) is the horizontal position along the lengtM(*2 M ); H (m) is
height of the backfillh (m) is the depth in the backfillfd Me z, é-

A/ Vi /17 /!

Figure 5.1 Schematic representation of a 3D inclined backfillegpas$ (not to scale); a)
reference conceptual model used for the simulatiorn$iebfiorces acting on an isolated layer

element(figure modifiée par rapport a celle du manuscrit original).

A number of simulations have been conducted to etalha& stresses inside and near the four
walls, considering different inclination angles, ojmgnsizes and backfill properties; all cases

consider dry and cohesionless backfill.
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The simulation procedure can be summarized as foll@mavity is first applied to the elastic
rock mass. The excavation is then created in one Afegr convergence of the walls, the fill is
added in 6 steps (layers); this limits the momentumcefém the simulated stresses (Li and
Aubertin, 2009a; Appendix B in JahanbakhshzadehgR01

Sensitivity analyses have been conducted on theéh nesletermine the number (size) of
elements, based on the geometry of each simulatedirgp A coarser mesh is used for the
elastic rock region and a finer mesh is applied insidd near the stope (Appendix A in
Jahanbakhshzadeh, 2016). In all cases, the exteonaldaries have been placed far enough to
avoid any significant influence on the stresses msiee stope and near the walls. For instance,
the boundaries of the model constructed for the stop@dya widthB = 6 m, lengthL = 12 m,
and backfill heighHH = 44.5 m (with a void space of 0.5 m above), witHiimezd walls at an angle

= 60 (Case b, Table 5.1), are placed 30 m from the bottom andfdhe stope in the vertical
z-direction, 47 m from the center of the inclined stopthe horizontak-direction and 26 m from
the center of the stope in the horizontalirection. It was verified that increasing the sizehsf t

model would have no significant effect on the simalatesults.

In all models, the horizontal displacements are priexeron the four sides, and vertical

displacement is prevented at the base.

The models characteristics (i.e. width and length,| wable, backfill properties) for the
different cases are summarized in Table 5.1 (see Chapteand Appendix B in
Jahanbakhshzadeh, 2016 for more details). The mod#lslea rock mass that is homogeneous,
isotropic and linearly elastic, with the following lbagarametersE, = 30 GPa (Young's
modulus); y ‘'z (Poisson's ratio) an@, i kN/m® (unit weight). The backfill behavior
follows an elasto-plastic law with the Mohr-Coulomlelyl criterion. The dry fill properties are
described by the values Bf and , with the internal (constant volume) friction angle the
cohesionc and dilatation angle are nil (i.e. cohesionless backfill with non-assaadaflow
rule). As there is no pore water pressure, the effectide@al stresses (and related parameters)

are the same.
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Table 5.1:Parameters used for the different simulations with F{A@cluding stope size and
material properties (withl = 44.5 m; unit weight of the backfill= 18 kN/n?, Young’s modulus

of the backfillE = 300 MPa)

Case |
Backfill properties Case 0 C Case Case
ase
Case la b Case lc
Poisson's ratio * 0.33 0.33 0.33 0.33 0.33 0.26
Internal friction B
30 30 30 30 30 40
angle
Stope widthB (m) 6 6 6 6 3 6
Stope lengthL (m) 60 6 12 30 6 6
Inclination angle 60, 70, 80, | 60, 70,
) 90 80. 90 60 60, 90 60 60
. JEN S
JEN s

5.2.1 Stress state in stopes with extended length

Case 0 represents a vertical stope=(90 ) with L/B = 10; other characteristics are given Table
5.1.

Figure 5.2 shows iso-contours of the vertical (Fig. 5.2a) and horizontal (Fig. 5.2b)
stresses within and around the stope, along the &kxrtz plane of symmetry at the center of
vertical stope (i.e. at = L/2 = 30 m). The load transfer from the backfill to thekranass
(associated with arching) leads to values of and that are significantly lower than the
overburden stresses (defined as ? 5W 1 x , wherely is the at-rest earth pressure

coefficient defined below).

Specific simulations results for Case 0 (Table 5.1) atehd of the excavation and filling
(Fig. 5.3a) and
(Fig. 5.3b) stresses along the central line (CL) of $lope, which has a

process are illustrated in Fig. 5.3. It shows therifistion of the vertical
horizontal  and

length that is much larger than its widtV = 10). These stresses are compared with those
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obtained for 2D (plane strain) simulations (Jahanbakiugizat al. 2016a) in Fig. 5.3. It is seen
that the results from the 3D simulations are very ckoséhose obtained in 2D for the three
stresses (Fig. 5.3a)and , (Fig. 5.3b).

As is shown in the following however, reducing thegigrl can lead to significant differences

between the stresses obtained from the 2D and 30ations.

a) b)
Figure 5.2 : Iso-contours of the stresses (in Pa) nehinaide the vertical backfilled stope (Case
0, Table 5.1) wittB = 6 m,L = 60 m, along the central verticak plane; a) vertical stresses

( ); b) horizontal stresses ().
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Figure 5.3 : Distribution of the stresses (MPa) along the central (€L) of a vertical stope (=
90) obtained from 3D and 2D simulations for Cas®86 6 m,L = 60m; Table 5.1); a) vertical
stresses ( ); b) horizontal stresses ( and ).

5.2.2 Stress state in stopes with different length

Figure 5.4 shows the iso-contours of the vertical steés ) within the backfilled stope with
=90 (Case ), for two different lengthk:= 30 m (V 5, Case Ic, Fig. 5.4a) arld= 6 m
CV 1, Case la, Fig. 5.4b); the stresses are represented dhe verticalx-zand y-z
planes of symmetry (along the central axis of theesagl L2 and By ). These results,
which can also be compared with those in Figuregfs12L/B = 10) indicate that the effect of
arching is more pronounced when the vertical stopetitehgdecreases (i.e. smaller vertical

stresses with = 6 m).
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b)
Figure 5.4 :Iso-contours of the vertical stresses ( in Pa) for a vertical stope € 90), along

the verticalx-zandy-z planes of symmetry (center of the stopels at2 and By ) (Case,

Table 5.1) a]. = 30 m (Casec); b)L = 6 m (Casea).
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The same observation usually also applies to ingliopenings, as will be illustrated with

results shown below.

Figure 5.5 presents the vertical stresses alongeheat line CL for Cases la with = 6 m
(CV 1m)andcase lcwith=30m ({V 5-. These specific results confirm that vertical
stresses tend to increase with the stope length.nStarnice, the vertical stress along the CL at
mid-height H/2) goes from 109b;5 forL = 6 m to 170D;5 for L = 30 m (and to

194D;5 for L = 60 m, Fig. 5.3).

Figure 5.5 :Vertical stresses (MPa) distributions along the CL forowagilength of vertical
stope ( = 90) with three lengthk = 6 m (Casea),L = 30 m (Casec) andL = 60 m (Case 0),

Table 5.1 B = 6 m).(figure modifiée par rapport a celle du manuscrit original).

Figure 5.6 presents the iso-contours of the verticabkste () near inclined backfilled
stopes with =60, forL = 30 m (Fig. 5.6a) and = 6 m (Fig. 5.6b) (see Cases Ic and la, Table
5.1); the results are shown along the vertiglane parallel to the-z. It is seen that the vertical
stresses are not uniformly distributed along the widtthe inclined stopes; this agrees with 2D
simulations of inclined stopes (Li and Aubertin, 280 Jahanbakhshzadeh et al., 2016a).

Comparison of the two figures also indicate the vdrgta@sses are smaller for= 6 m than for
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L = 30 m; for example, the stresses near mid-height dlmdépanging wall obtained from= 6
m are smaller by about 30% than those obtained fren30 m.

b)

Figure 5.6 :Iso-contours of the vertical stresses (in Pa) at an inclined stope with= 60 ,
along the central of vertical plane parallel toxke a)B =6 m and. = 30 m (Casec); b)B=L
=6 m (Casea, Table 5.1).
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Figure 5.7 shows the values of the vertical stressasgahe footwall (FW), hanging wall
(HW) and central line (CL) of an inclined stope with= 60, for “V 10 (Case OL = 60 m
andB=6m)and V 1 (Casea,L =B =6 m). These specific results illustrate the effect of
the filling sequence (in six layers) that leads to thgical wavy pattern, and provide the
magnitude of the vertical stresses along the three ([R#/, HW and CL), which are seen to be
higher forL = 60 m; for instance, the values of near mid-height along the hanging wall are
69D;5 forL = 60 m and 4®;5 for L = 6 m (a difference of about 40%).

Figure 5.7 : Vertical stresses (MPa) distributions akbegcentral line (CL), footwall (FW) and
hanging wall (HW) in the inclined stopes with differégnigths and at the center of the length for
=60 (Case 0 andh, Table 5.1).

5.3 Three-dimensional analytical solution for verticalstopes

As mentioned above, a few three-dimensional closed-formalytcal) solutions have been

developed for the stresses in vertical backfilled apgie.g., Li et al., 2004, 2005; Pirapakaran
and Sivakugan, 2007; Li and Aubertin, 2009b); theseodten based on the 2D Marston (1930)
approach (itself based on Janssen (1895) arching thedrigh mainly served to assess the loads
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on conduits in backfilled trenches. The one proposed.ibet al. (2005) constitutes a fairly
general 3D solution that considers the influence obhening geometry, fill properties, and rock
wall characteristics. When the four walls all have $hene properties, the vertical stresses in a

cohesionless backfill can then be expressed as:

BB™ og. M -ml - A
o EWJI Z [« KhfB® S TL5 i (5.1)

whereh is depth in the backfill (m); is the interfaced friction angle (°) along the wal#jch is
often taken as the internal friction angle of the balckffi (at least for rough surfaced);andB

are the length and width of the opening (m), &d the earth pressure coefficient (ike.=

2 2 ). The value oK = K (at-rest), given by Jaky’'s (1948) simplified equation

(i.e.Kg ), is typically applied with this equation (Li et @&005);K, can alternatively
be evaluated (in principle) from the theoretical relatimswvith the Poisson’s ratio (K

# -). In some instances however, a valu&cf K, g (Rankine's active earth pressure, i.e.

K. L5 \ 45 &_) appears more appropriate (Li et al. 2003, 2005); #peet is addressed
further in the following (see also Chapter 3 in Jahahblakadeh 2016).

Equation 5.1 leads to stresses that are usuallg ¢toshose given by numerical simulations
for vertical openings, as demonstrated for instance mjtseshown in Fig. 5.8 (see also Chapter

6 in Jahanbakhshzadeh 2016). The situation can hewew quite different for stopes with

inclined walls.
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Figure 5.8 : Vertical ( , MPa) (left) and horizontal ( , MPa) (right) stresses at different
elevationh, obtained with the analytical solution (Eq. 5.1 groposed solution (Eq. 5.10) and
numerical simulations with = 90": a) Casea (Table 5.1 =B = 6 m); b) Casec (Table 5.1

= 30 m andB = 6 m).(figure modifiée par rapport a celle du manuscrit oatin

Numerical simulations of inclined stopes have shadvat the shear stresses that develop along
the walls are not the same on each side of the opdhiret al., 2007; Li and Aubertin, 2009a;
Chapters 3 and 6 in Jahanbakhshzadeh, 2016). Thebulion tends to change with the
inclination angle, with a decreasing value offrom 90 to 60) usually producing a reduction of
the vertical stresses along the FW, CL and HW (Chaptier Jahanbakhshzadeh, 2016). This
aspect is not taken into account by Eq. 5.1, astithted by the results shown in Fig. 5.9. This
figure shows a comparison between the verticaland horizontal 4  (in the direction of
the stope width and length respectively) stressesmsatdrom the numerical simulations and
from Eq. 5.1 along the central line (CL), footwall (FW) dmanhging wall (HW), for Casea
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(Table 5.1, with = 60 andL = B = 6 m). These results demonstrate for instance thatettieal
stresses (Fig. 5.9a) given by Eg. 5.1 can be vefferdnt from those of the simulations,
particularly along the hanging wall and footwall. Maptifferences are also observed for two

horizontal stresses along the CL and walls (except fornear the HW in this case) as seen in

Figs. 5.9b and 5.9c.

C)

Figure 5.9 : Distribution stresses (in MPa) along there¢line (CL), footwall (FW) and hanging
wall (HW) obtained from the numerical simulations andlgtical solution (Eq. 5.1) for Case
(Table 5.1L. =B =6 m) with =60 a) vertical stress ( ); b) horizontal stress in width

direction ( ); ¢) horizontal stress in length direction ().

It can thus be deduced, from these results (and 9thleas Eq.5.1 should not be used directly

(on its own) to assess the vertical (and horizontalysé®in inclined backfilled openings.
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5.4 Generalized 3D solution for inclined stopes

The significant differences observed between the doalyand numerical solutions for cases
where* 30" ! highlighted the need for an improved formulation teeas the stresses in inclined

stopes. Such a solution is proposed here.

Figure 5.1, showing the conceptual backfilled oper{fig. 5.1a), also illustrates the various
forces on a layer element (Fig. 5.1b). The four wallshefdtopes are identified as the hanging
wall HW (# 1), the footwall FW (# 3), the left (or front) WaW (# 2), and the right (or back)
wall RW (# 4); dv (m) is the thickness of the layer element used iratiaysis (to develop the
new solution); &V (kN) is the weight of this layer element; andV+dV (kN) are the vertical
forces on top and at the base of the layer elementectggly; F; (i = 1 to 4) are the normal
forces (KN) on the four walls§ (i = 1 to 4) represent the shear forces (kN) along the fik-ro

interfaces along these four walls.

The limit equilibrium of the layer element shown iigF5.1b is analyzed and the results are
combined with those of all layers to obtain the geahsolution for the entire backfilled stope,
similarly to the developments leading to Eq. 5.1 .(&iget al., 2004, 2005) and to a recently
proposed 2D solution for inclined stopes (Jahanbalkdusizet al., 2016b).

The weight of backfill &V (kN) in this layer element is given by

WU ? BLW (5.2)

Again, L is the opening length, aiglis its width; ? is the unit weight of the backfill.

The vertical forceV acting on the thin layer at depithcan be estimated by assuming a uniform

vertical stress over the horizontal plane:

U BL (5.3)

where s the vertical stress at positibn
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The vertical force acting upward at the base of the bota element at positiam+ dh is:

Uswu # SW -LB (5.4)

The Coulomb criterion is applied to define the sheacedsralong the walls; these can be

expressed as:

<.+ PQRY fih ~  Ka<ooPQRYxfih

S o (5.5)
with k= 1 (HW) and 3 (FW).

<++ PQRY fh . Ks <o PQRYCiih
Eé “R” “R” “RA” (56)

with j = 2 and 4 (i.e. for the two walls on the left, LW, andht, RW).

In these equation$- is the coefficient of lateral earth pressure appliedh@walls with an

inclination angle .

The normal forces and the shear stresses on each shiehadrizontal layer element are close
to each other; it can then be postulated that * Frw and £, £ ,, for walls 1 and 3;

similarly Fowe Frwand£,,, ¢ £ .., for walls 2 and 4.

The static equilibrium of the forces acting on the taslement (Fig. 5.1b) leads to:

#WU WU-S ‘#E ;S £4 (5.7)

Combining Eqg. (5.7) with Egs. (5.2) to (5.6) gives tbiowing equation:



150

Kadoo PQRY  Kzdss PORY
X™R” C*R”

W #? W (5.8)

For rough rock walls, it can be considered that théidncangle of the backfill is equal to the fill-

wall friction angle (i.e. E) this leads to the following :

Kzdss PQRR  Kyzdss PQRR
Wy e e W (5.9)

Solving Equation 5.9 for ath = 0 gives the equation for the vertical stresses :

B#"R’- #K5 C™ oz x™ -PQR N
O Fp o g porn 2 & - (5.10)

#R” -

When the stope is vertical (= 90), there is no effect of inclination; Equation 5.10rthe

reduces to Equation 5.1.

Analyses of simulations results for inclined backéllstopes have led to the following
expression for the earth pressure coefficient applicableetgtresses acting on the inclined walls
(Chapter 4 in Jahanbakhshzadeh 2016):

K K. & & (5.11)

where K, g is Rankine's active earth pressure coefficient (defadmale), which was shown to
represent well the 2D stress ratio ( - along the central line of vertical stopes (i.e. Laét
2003; Li and Aubertin, 2008). Functions and  represent the effect of geometrical factors

(width, height and inclination); these are expressefdkows :
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. y
1 SU\ o— > (5.12)
#S8e ' - E-L5 8 J (5.13)
wherer is the horizontal position in the direction of theps width and
U L5 8e# I (5.14)

Once is known (from Egs. 5.10 to 5.14), the horizontal stiasthe direction of the stope

lengthL can be obtained from :

K- (5.15)

The horizontal stress in the direction of the stopettwl (acting on the inclined walls) is also

expressed as follows:

K- (5.16)

When the opening length is significantly larger tlitasrwidth L >> B), Eq. 5.10 reduces to a 2D
solution recently proposed by Jahanbakhshzadeh et(2806b; see also in Chapter 4
Jahanbakhshzadeh 2016).

This new 3D solution is applied below to variousesaand the results are compared with the

stresses given by numerical simulations obtained Riit#hC>P.
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5.5 Application of the new 3D solution and comparison wh numerical

simulations

Numerical calculations have been conducted with FIA® help assess the validity of the
newly developed 3D solution and its ability to reflehe influence of backfill properties and
stope geometry. These numerical analyses use thieiexglationship between the values of
and based on a consistent (unique) value of the at-rest paassure coefficier€y (given with
Table 5.1; see Falaknaz, 2014; Falaknaz et al5[20ppendix B inJahanbakhshzadeh, 2016).
The stresses in backfilled stopes obtained from timeilations are compared below with those
given by the solution proposed above (Egs. 5.18.16) for different cases (Cases I, Il and I,
Table 5.1).

5.5.1 Stopes with various inclination angles for the FW and HW

Simulation results obtained with FLAE for vertical stopes ( = 90) have already been
compared with the stresses calculated using the tasalgolution proposed by Li et al. (2005),
Eqg. 5.1 (withK = K; = Ky = Kg= Ky = Ky in Fig. 5.8; this figure also shows the
results given by the new 3D solution (Eq. 5.10 vidtlr K,g). Figure 5.8a (left side) shows that
the vertical stresses along the central line obtafreed the new closed-form solution (Eg. 5.10)
compares well with the numerical results. It can alsseen that for Case B € 6 m,L = 6 m),
the vertical stresses given by Eg. 5.1 (from Li et al. 2005) are somewhatelowthan the
numerical simulations. Figure 5.8a (right side) shoves the horizontal stresses along the CL in
the direction of the width ( ) given by both Eqgs. 5.1 and 5.10 are fairly close umerical

results.

Similar comparisons can also be made for stopes withirtalined walls. Figure 5.10 shows the
vertical and horizontal 4 stresses for Casa with = 60 (for the FW and HW) and

=B =6 m, along the CL (Fig. 5.10a), footwall (Fig. 5.1@bd hanging wall (Fig. 5.10c), at mid-
lengthl = 3 m (=L/2). It is seen that the stresses obtained fromvibetypes of calculations are
generally close to each other, particularly along thetwall and central line. There is a
somewhat more pronounced (but limited) discrepanciiencase of the horizontal stresses along

the hanging wall (Fig. 5.10c); this difference is deertoelle on the safe side here.



153

Figure 5.11 shows the stresses along the FW (Figap.1dL (Fig. 5.11b) and HW (Fig.
5.11c) at mid-length (i.e./2) within a backfilled stope with an inclinationgle = 70 (for L =

B = 6 m, Casea). Again, the vertical and horizontal 4  given by both approaches are

close to each other. The same observation appliesofpeswith = 80 (Fig. 5.12).

Hence, the proposed solution appears to capture keekffect of the inclination angleon

the horizontal and vertical stresses (at leastTdf 1)
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Figure 5.10 : Vertical stresses (left, in MPa),ibontal stresses in the longitudinal direction (eenin MPa) and horizontal stresses in

the lateral direction (right) at different elevatsh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical

simulations for Case (Table 5.1 =B = 6 m), with = 60 a) along the central line (CL); b) along the fwall (FW); c) along the

hanging wall (HW).
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Figure 5.10 : Vertical stresses (left, in MPa),ibontal stresses in the longitudinal direction (eenin MPa) and horizontal stresses in
the lateral direction (right) at different elevatsh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Casea (Table 5.1 =B = 6 m), with = 60 a) along the central line (CL); b) along the foall (FW); c) along the
hanging wall (HW). (Suite).
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Figure 5.11 : Vertical stresses (left, in MPa),ibontal stresses (MPa) in the longitudinal dir@ct{center) and horizontal stresses
(MPa) in the lateral direction (right) at differeglevationdh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Casea (Table 5.1 =B =6 m), with = 70" a) along the footwall (FW); b) along the centiaé (CL); c) along the

hanging wall (HW).
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Figure 5.11 : Vertical stresses (left, in MPa),ibontal stresses (MPa) in the longitudinal dir@ct{center) and horizontal stresses
(MPa) in the lateral direction (right) at differeglevationdh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Casea (Table 5.1 =B = 6 m), with = 70" a) along the footwall (FW); b) along the centiaé (CL); c) along the

hanging wall (HW). (Suite)
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Figure 5.12 : Vertical stresses (left, in MPa),ibontal stresses (MPa) in the length direction {@grand horizontal stresses (MPa) in
the lateral direction (right) at different elevatsh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Casea (Table 5.1 =B = 6 m), with = 80 a) along the footwall (FW); b) along the centiaé (CL); c) along the
hanging wall (HW).
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Figure 5.12 : Vertical stresses (left, in MPa),ibontal stresses (MPa) in the length direction {@grand horizontal stresses (MPa) in
the lateral direction (right) at different elevatsh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Casea (Table 5.1 =B = 6 m), with = 80 a) along the footwall (FW); b) along the centiaé (CL); c) along the
hanging wall (HW). (Suite)
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5.5.2 Stopes with various lengthd

It is already known that the transfer of backfill self-gfgi pressures to the rock mass is typically
less pronounced when the stope lerigtils increased, hence leading to a weaker archingteffec
The effect of stope length can be investigated (Wit of angle ) using both the closed-form

solution and numerical simulatians

Simulation results for a vertical stope< 90) with B =6 m and. = 30 m (Casec, Table 5.1)
have been compared above, in Fig. 5.8, with the seisegsalculated with the 3D analytical
solutions, i.e. Egs. 5.1 and 5.10. Figure 5.8b @&fe) shows that the vertical stresses near the
central line given by the new closed-form solution (E4.0) compares well with the numerical
results. The vertical stresses given by Eqg. 5.1 wittK= Ky are somewhat smaller than the
simulated values along the CL. Figure 5.8b (righeéyiddicates that the horizontal stresses
along the CL given by these two expressions, (i.es &4 and 5.10), are fairly close to each

other, and also close to those obtained from the aimual

Figure 5.13 compares the stresses obtained from thericahend analytical solutions along
the FW (Fig. 5.13a), CL (Fig. 5.13b) and the HW (Fid.3&) at mid-length of a stope with=
60, for B =6 m and. = 12 m (Caseb). This comparison shows that the stresses calcubdtid

the new solution correspond very well to those olehiinom the numerical calculations.
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Figure 5.13 : Vertical stresses (left, in MPa),ibontal stresses (MPa) in the length direction {@grand horizontal stresses (MPa) in
the lateral direction (right) at different elevatsh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Caseb (Table 5.1L = 12 m andB = 6 m), with = 60 a) along the footwall (FW); b) along the centiiaé (CL); c)
along the hanging wall (HW).



162

1 1
-
1 1
-
1 1
Yy

- —% &' i % & —% &'

_u‘a-a-_:-

- e e en e e e o - =

c)
Figure 5.13 : Vertical stresses (left, in MPa),ibontal stresses (MPa) in the length direction {@grand horizontal stresses (MPa) in
the lateral direction (right) at different elevatgh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Casé (Table 5.1L = 12 m and3 = 6 m), with = 60 a) along the footwall (FW); b) along the centiiaé (CL); c)
along the hanging wall (HW). (Suite)
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Another comparison is made in Figure 5.14 for the stgesear the right wall (RW) of a stope
with =60, B =6 m andL = 12 m (Caseb). It is seen that the numerical simulations give
results that correlate well with the vertical (Fig. 5.14a) and horizontal (Fig. 5.14b%

(Fig. 5.14c) stresses obtained from the proposed 3Dicolu

j N |
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Figure 5.14 Comparison between the stresses (MPa) at differerdited@gh obtained from
simulations (FLAGP) and proposed analytical solution (Eq. 5.10) near it rzall (RW) for
Caseb (Table 5.1)B=6m,L =12m, =30 with =60: a) vertical stresses (); b)

horizontal stresses in the longitudinal direction §; c) horizontal stresses in the width direction

¢ )
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The same observation also applies near the left(Wall of the stope with = 60, B =6 m

andL = 12 m (Caseb) as shown in Figure 5.15.
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Figure 5.15 Comparison between the stresses (MPa) at differerditedegh obtained from
simulations (FLAGP) and proposed analytical solution (Eq. 5.10) neareftemall (LW) for
Caseb (Table 5.1)B=6m,L=12m, =30 with =60 a) vertical stresses (); b)

012)3

—0n &

horizontal stresses in the longitudinal direction §; c) horizontal stresses in the width direction

¢ )

Figure 5.16 compares the stresses obtained from thericaimend analytical solutions along

the FW (Fig. 5.16a), CL (Fig. 5.16b) and the HW (FKid.6¢c) at mid- length of the stope, (i.e
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15 m) with = 60, B = 6 m andL = 30 m (Casec). Again, the stresses calculated with the
proposed 3D solution correspond quite well to thdgt@ined from the simulations.

The correlation between the 3D stresses obtained fieméw closed-form solution and from
simulations for Case$ and c for an inclination angle = 70, 80 and 90 (not shown here) are
quite similar to those illustrated above (detailed ltssipresented in Appendix B in
Jahanbakhshzadeh 2016).

5.5.3 Stope having a different widthB

Previous 2D investigations have shown that the opgenvidth B can greatly influence the
stresses in vertical and inclined backfilled stopdasefLal. 2003, 2007; Li and Aubertin 2009a;
Jahanbakhshzadeh et al. 2016a, 2016b). The effdue stdpe width is investigated here in.3D

Figure 5.17 compares the stresses obtained from thericahend analytical solutions along
the FW (Fig. 5.17a), CL (Fig. 5.17b) and the HW (Fid.78), near mid-length (i.¢.= 3 m), for
=60,L =6 mandB = 3 m (Case , Table 5.1). It is seen that the vertical and hottaion
stresses along the axbs (width) and the horizontal stress along the axig(lgngth)
obtained from the two approaches are close to eaddr.otiihen compared with results
obtained forB = L = 6 m (Fig. 5.10), these results confirm that the stieslecrease whdhis
smaller. The same observations also apply to stopis different angles (Appendix B in
Jahanbakhshzadeh 2016).

5.5.4 Backfill with a larger friction angle +

It has been demonstrated that stresses in stopes plade strain can also be affected by the
internal friction angle of the backfill (Li and Aubert?©09a; Falaknaz 2014; Jahanbakhshzadeh
et al. 2015). Figure 5.18 illustrates the effect of insirggthe friction angle Eto 40 considering
also a change in the Poisson’s ratio, far 60 andL =B = 6 m (Case lIl, Table 5.1). Comparing
Fig. 5.10 ( E= 30) and Fig. 5.18 confirm that the stresses (particulagyhibrizontal stresses in
the two directionsx andy) tend to decrease when the friction angle is incredaad the

Poisson’s ratio is decreased).

Again, the vertical and horizontal 4  stresses are well correlated for the two types of

solution.
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These comparative results (and others included ineAgx B in Jahanbakhshzadeh 2016)
thus tend to indicate that the stresses obtained fhemewly developed 3D analytical solution

represent quite well those obtained from the numerigallations.
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Figure 5.16 Vertical stresses (left, in MPa), horizontal stess@VIPa) in the length direction (center) and hanial stresses (MPa) in
the lateral direction (right) at different elevatsh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Case (Table 5.1L = 30 m andB = 6 m), with = 60" a) along the footwall (FW); b) along the centia¢ (CL); c)
along the hanging wall (HW).



168

\ \
_ \ ‘
J \
1 1
- | l
012)3 I
T i - =89 | |
J \ —_— & ! 012) 3 { 012)3
| \ : ___89 1 : ___89
: L —% & W — &
| ) i

c)
Figure 5.16 Vertical stresses (left, in MPa), horizontal stess@VIPa) in the length direction (center) and hwrial stresses (MPa) in
the lateral direction (right) at different elevatsh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Case (Table 5.1L = 30 m andB = 6 m), with = 60 a) along the footwall (FW); b) along the centiaé (CL); c)
along the hanging wall (HW). (Suite)
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Figure 5.17 :Vertical stresses (left, in MPa), horizontal stess@MPa) in the length direction (center) and hmnial stresses (MPa) in
the lateral direction (right) at different elevatsh, obtained with the proposed analytical solutiog.(&10) and numerical
simulations for Case (Table 5.1L = 6 m andB = 3 m), with = 60 a) along the footwall (FW); b) along the centiiaé (CL); c)
along the hanging wall (HW).
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along the hanging wall (HW). (Suite)
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5.6 Discussion

The results presented above are very encouragingsaggest that the 3D closed-form solution
presented here can be used to assess the streswigitat backfilled stopes with inclined walls.
Nonetheless, a few important elements need to beikepind when reviewing the results of this

investigation; the main ones are addressed below.
5.6.1 Meshing and simulation procedure

In the absence of actual (representative) experimeatal under 3D conditions, the assessment
of the proposed solution for the stresses in inclinedest is based here on a comparison with
numerical simulations results; the latter have bedidatad, at least in part, using (simplified)
experimental results on vertical openings (e.g. Lilet2®05; Falaknaz, 2014; Appendix A in
Jahanbakhshzadeh, 2016).

The numerical calculations must however be performepeplpto obtain reliable results.

One of the most important factors that can affect tHiglitsaof the numerical simulations is
the model discretization. A mesh too-coarse in sizg l@ad to erroneous results while a very
fine mesh may needlessly increase the calculatioe @nd sometimes create convergence
problems. In this paper, the sensitivity of the restdtshe mesh size was controlled to obtain
representative results. This has led to selecting appte discretized elements for all the
simulations conducted here. The models rely on a epanssh for the elastic rock region and a
finer mesh near and inside the backfilled opening.elmegal, the mesh size is 4 m near the model
boundaries; it is progressively reduced to 30 cm neaopiening walls; the element size is 20 cm
inside vertical stopes, and 25 cm inside inclinedpss (see details in Appendix A in
Jahanbakhshzadeh 2016).

Another component that can also impact the simulati@sults is the selected sequences for
creating and filling the stope. The simulations h&es=n performed using one step for the
excavation; the backfill is then placed in the stap® layers after the elastic rock mass walls
converged. It was verified that filling the stope wittore layers would not change the results
significantly. These observations correspond welhtwse reported by Li and Aubertin (2009a)
for 2D simulations. As stated above, the wavy pattgimgh oscillations) in the stresses
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distributions seen in the various figures are assatiatth the multi-step filling response of the
models (see details in Appendix B in Jahanbakhslig & 6).

5.6.2 Factors of influence

The results presented above show that the 3D statesis affected by the stopes geometry and
fill properties. As expected, a decrease in the ogel@ngth or width favors a stress transfer to
the walls, hence reducing the stresses at deptieistope. This trend is captured well by the 3D
solution developed by Li et al. (2005) for verticalps (Eq. 5.1), and by the new 3D solution
proposed here for inclined stopes (see results for Gamed [1). The numerical results indicate
that the vertical and horizontal stresses along thgihg wall (HW) and footwall (FW) are often
quite different from each other in the case of inclineges; for instance, vertical stresses tends
to decrease when going from the FW to the HW. Thisufeais captured well by the newly
developed solution presented here. This is an origindl significant addition to the tool box,
given that no other existing analytical model takieis aspect into account (to the authors
knowledge). The 3D analyses of the stress state shevendemonstrate that the vertical stresses
and horizontal stresses (in the two directionandy) along the central line (CL), hanging wall
(HW) and footwall (FW) are generally close to thosesgiby the simulations, for stopes having
different inclination angles (from 90 to 60), lengthsL (from 6 m to 60 m), width (3 m and 6
m) and internal friction angle (30 and 40); additional successful comparisons are also
presented by Jahanbakhshzadeh (2016).

The 3D solution proposed here for the stresses witkslimed (and vertical) stopes is based on
the one proposed by Li et al. (2005) for vertical opesirigrelies on a new formulation for the
horizontal stresses as K. and K- . The value of the coefficient of earth
pressure in inclined backfilled stopks is based on the well-known Rankine active sfgieen
by Eq. 5.11), corrected for the effect of stope geom@hapter 4 in Jahanbakhshzadeh, 2016); it

is an integral component for the originality of the megd solution.
5.6.3 Final Remarks

The proposed analytical solution introduced abovebe®n developed for cohesionless backfill,
which gives higher vertical stresses in the stopeganimg to a cemented fill (with cohesion>

0). Neglecting the effect of the binder can be consilareonservative approach, as cohesion is
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known to favor the stress transfer to the walls, leathng decrease of the stresses in backfilled
openings (e.g. Li et al., 2007, Li and Aubertin, 2@0Falaznaz, 2014; Falaknaz et al., 2015a,
2015b). Nonetheless, the contribution of cohesionclvllievelops over time (EI Mkadmi et al.,
2014), can become important for specific situations. (erg term response of cemented paste
backfill); hence, additional work is being performednolude this component into the analytical

solution presented here.

It should be recalled also that all the numericahudations shown here were performed
without interface elements. The properties of the bhckfe thus applied up to the rock face
(where 4  without cohesion). This simplifying assumption mawgt rbe applicable for
cemented backfill in the long term (witti > 0) or for smooth rock surfaces, as indicated by
experimental investigations (e.g. Pirapakaran, 200B;aRd Nasir, 2010) and numerical studies
(El Mkadmi et al., 2014; Liu et al., 2016a, b).

Another aspect that requires more work is the effect of paer pressures. The results
presented here are applicable to cases where thesengsefave been dissipated (which occurs
rapidly in hydraulic fills), or simply do not exist (as rockfill). This factor has already been
treated explicitly in other 2D investigations (e.g.drid Aubertin, 2009b, 2010a; EI Mkadmi et
al., 2014), and it is part of the ongoing program cotetliby the authors.

5.7 Conclusion

The finite difference code FLAE was used to evaluate the stresses in backfillediogenThe
simulations take into account the effect of the staygesnetry and backfill properties. The results

illustrate how changing the opening size affects tress transfer to the four walls.

The simulations results indicate that an increashefstope lengthL) generally leads to the
increasing of the stresses at depth, because thim@gretfiect is less pronounced. Decreasing of
the walls inclination angle (from 90 to 60) can produce a significant change of the vertical
stresses, which tend to increase when going from thegitg wall to the footwall. An increase of
the fill internal friction angle (from 30 to 40) decreases the horizontal stresses along the four

walls.

A new 3D solution for the stress state in backfilledpss with inclined walls is also

presented. It is based on the 3D arching equatioropeapby Li et al. (2005) for vertical stopes,
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which is extended to take into account the effedhafing inclined footwall and hanging wall.
Comparisons between numerical simulations and the amealytical solution for various stope
lengthsL, widths B, and wall inclination angles indicate that this solution can provide a good

representation of the 3D stress state in backfilled iogen
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CHAPITRE6  ANALYSES COMPLEMENTAIRES ET DISCUSSION

Comme cela a été mentionné plus t6t dans la tlaegkisieurs reprises, les remblais placés dans
les chantiers miniers peuvent améliorer la staldé@d’excavation et réduire le volume des rejets
miniers disposés en surface. Pour assurer la stabéi#éodvertures minieres et pour extraire le
minerai de facon sécuritaire, il faut évaluer I'état destraintes dans le remblai. Divers travaux
antérieurs (et les résultats présentés ici) ont montré&egs contraintes sont influencées par I'effet
d’'arche associé au transfert des contraintes entre lelaieddformable et la masse rocheuse
encaissante plus rigide (e.g. Knutsson, 1981; Mitahell., 1982; Li et al., 2003, 2005).

Dans un chantier incliné, les contraintes de ciga#et qui se forment sur chaque éponte ne sont
pas symétriques, et I'effet d’arche est généralemenhsndéveloppé que dans les chantiers
verticaux (e.g. Li et al., 2007; Li and Aubertin, 269

Des solutions analytiques et numériques peuveneéipoyées pour estimer les contraintes dans
les chantiers remblayés. Comme nous l'avons vu plysladplupart des solutions existantes
(antérieurs a cette these) ont été développées pounudestures verticales (e.g. Aubertin et
al., 2003; Li et al., 2005; Li et Aubertin, 2008,08b; Pirapakaran, 2008). Certaines études ont
également été menées pour des chantiers inclinésJ@mges et al., 2004; Blight, 2006, 2010;
Caceres et al., 2006; Singh et al., 2010, 2011g €iral., 2011).

Les analyses numériques sont particulierement utittspesformantes afin d’évaluer le
comportement des ouvertures souterraines, incluamhkastiers remblayés (e.g. Li et al., 2003,
2007; Pirapakaran et Sivakugan, 2006; Falaknaz et28l15a, 2015b). Les simulations
permettent notamment d’évaluer les impacts des presgiterstitielles en conditions saturées ou
non saturées (Li et Aubertin, 2009b, 2010a; EI Mka@®12; El Mkadmi et al., 2014).

L’état des contraintes dans un chantier remblayéniéid été étudié a I'aide de modéles 2D et
3D, en tenant compte de l'influence de la géoméwge ahantiers et des propriétés du remblai.
Les analyses des chantiers remblayés peuvent étreemeaiié d’évaluer l'influence de la

présence d’une barricade et d'une galerie.

Bien que plusieurs aspects aient été analysés danwécédents chapitres de la thése, d’'autres
facteurs ont été négligés jusqu’ici. Ce chapitre présdat résultats additionnels basés sur des
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simulations en 2D et 3D de chantiers inclinés, uant une nouvelle solution pour évaluer la
valeur du coefficient deK. On présente aussi des résultats de simulations riguasg
supplémentaires pour des chantiers remblayés incéhésrticaux dans le but d’analyser la
réponse de remblais saturés en eau (avec ou sangydadiasi que I'effet de I'interface entre le
massif rocheux et le remblai miner. Les calculs oatnéénés a I'aide des logiciels FLAC (2D et
3D). Les annexes de la thése comprennent aussrebagsultats.

6.1 Résultats analytiques et numériques de la valeur degoussée des terreK

dans un chantier incliné 3D

Des analyses ont été réalisées a I'aide du logitidlC®°, basé sur la méthode des différences
finies, afin notamment d’analyser la valeur du coefficimtpoussée des terdrésComme dans
les autres simulations présentées au chapitre 5, iilagesplus raffiné a été appliqué a l'intérieur
du chantier et a proximité des parois pour obtenir drdteds plus précis. Tel que décrit dans les
chapitres précédents, le nombre de nceuds dépendalkelalu chantier, de sa géométrie et du
modele. Les limites extérieures ont été placéeszdssepour éviter toute influence significative

sur les contraintes obtenues a l'intérieur et a pro&ides murs du chantier remblayé.

Dans toutes ces simulations, la gravité est ap@égen tant que condition initiale. L'excavation
est créée en une seule étape. Apres la convergémstqée des parois, le remplissage du
chantier est effectué en six couches afin de minimiedéfet qui pourrait découler d'un
remplissage trop rapide (Li et Aubertin, 2009a). L'ouwertest comblée jusqu’a une hauteur de
44,5 m de maniére a laisser 0,5 m d’espace vide drdhathantier (figure 6.1).

La validation de FLACP réalisée se trouve & I'Annexe A (incluant une évatmatiu nombre de

couches requises).

Les conditions aux limites appliquées aux modélesdriques sont également présentées sur la
figure 6.1. Les déplacements horizontaux sont fixésles deux codtés des modéles et les

déplacements verticaux sont fixés a la base.






































































































































































































































































































































































































